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Zusammenfassung
Die Leistungsdichte von modernen getriebelosen Fan-Triebwerken kann bei gleichzeiti-
ger Reduktion des Gewichts gesteigert werden, wenn die aerodynamische Belastung der
Niederdruckturbine (NDT) erhöht wird. Um insbesondere bei im Reiseflug auftretenden
Reynolds-Zahlen Re < 100.000 höhere Verluste zu vermeiden, können stationäre Ausbla-
sungen (engl. Vortex Generating Jets, VGJ) zur Verringerung von laminaren Ablösungen
der saugseitigen Profilgrenzschicht eingesetzt werden. In der vorliegenden Arbeit wird
ein zum Zweck der industriellen Auslegung von hochbelasteten Niederdruckturbinen mit
Ausblasungen mittels stationärer numerischer Strömungssimulationen neu entwickeltes
halb-empirisches Transitionsmodell zur Berücksichtigung des durch Ausblasungen in-
duzierten laminar-turbulenten Grenzschichtumschlags vorgestellt. Das VGJ-Modell ba-
siert auf der Detektion von Wirbeln in der Grenzschicht, deren Rotationsachsen parallel
zur Hauptströmungsrichtung sind und somit Querströmungsgeschwindigkeitsprofile mit
Wendepunkten nach sich ziehen. Die Grundlage für die Modellierung bildet das in den
Strömungslöser TRACE implementierte γ-Reθ-Transitionsmodell in Kombination mit
dem k-ω-Turbulenzmodell. Die ausblasungsinduzierte Transition wird ausschließlich in
der Grenzschicht durch die Verwendung lokaler Operationen mittels negativer Produk-
tionsterme der Reθ-Transportgleichung modelliert.
Neben einer Beschreibung des neuen Transitionsmodells wird dieses in der vorliegen-
den Arbeit anhand generischer Testfälle qualitativ verifiziert sowie anhand experimen-
teller Untersuchungen hochbelasteter NDT-Profile mit Ausblasungen in einem Hoch-
geschwindigkeits-Gitterwindkanal validiert. Diese Validierungen umfassen umfangreiche
Variationen von Betriebspunkt- und Auslegungsparametern. Es wird insgesamt eine sehr
gute quantitative Wiedergabe der experimentellen Profildruckverteilungen und Abströ-
mungsgrößen erzielt, wobei besonders für Re < 100.000 eine signifikante Verbesserung
gegenüber Simulationen mit dem ursprünglichen γ-Reθ-Transitionsmodell aufgrund ei-
ner physikalisch plausiblen Abbildung des Transitionsprozesses stromabwärts der Aus-
blasungen erreicht wird. Die Anwendung des Modells auf die ebenfalls durch Querströ-
mungswirbel dominierten Randzonen von Niederdruckturbinenkaskaden führt durch die
Detektion der Sekundärströmungsstrukturen und der Modellierung der von ihnen ausge-
henden transitionellen Einflüsse zu einer verbesserten Wiedergabe von experimentellen
Abströmungsgrößen. Ein weiterer von Ausblasungen unabhängiger und quantitativ ge-
ringer Einfluss des Modells wird bei der Simulation einer eineinhalb-stufigen Turbine
bei niedrigen Massenströmen festgestellt. Zurückzuführen ist dieser Einfluss auf wirbel-
behaftete Ablösegebiete, die in Folge von Fehlanströmungen entstehen. Die Ergebnisse
erlauben insgesamt die Schlussfolgerung, dass das neu entwickelte VGJ-Modell statio-
näre CFD-Simulationen mit RANS-Turbulenzmodellierung für die Auslegung von Nie-
derdruckturbinen mit Ausblasungen qualifiziert.

Abstract
One method for increasing the power density and reducing the weight of modern ge-
arless bypass aero engines is to increase the aerodynamic loading of the low-pressure
turbine (LPT). To avoid higher losses due to laminar separation of the LPT profile’s
suction side boundary layer, steady blowing vortex-generating jets (VGJ) can be app-
lied especially for Reynolds numbers Re < 100,000 at high-altitude flight. Relating to
the industrial design of highly-loaded LPTs with VGJ using steady computational fluid
dynamics (CFD) a new semi-empiric transition model for injection-induced laminar-
turbulent boundary layer transition is presented in this thesis. The VGJ-model is based
upon the detection of cross-flow vortices in the boundary layer which cause inflectional
cross-flow velocity profiles. The model is implemented in the CFD code TRACE within
the framework of the γ-Reθ-transition model in conjunction with the k-ω-turbulence
model. The injection-induced transition is modeled by negative production terms of the
Reθ-transport equation using only local variables.
Besides a thorough description of the model, the present work comprises a qualitative
verification of the new VGJ transition model by means of generic test cases as well as
a quantitative validation by means of experiments of highly-loaded LPT-profiles with
VGJs in a high-speed cascade wind-tunnel including extensive variations of operating
point and design parameters. Surface pressure distributions, total pressure losses, and
deflections of the profiles are predicted in good agreement with the experiments. The
prediction quality is significantly improved when compared to the original γ-Reθ-model
by capturing the local transition process downstream the VGJs in a physically reasonable
way especially for Re < 100,000. By applying the model to the end-wall flow of LPTs
known secondary flow structures such as transition regions are detected which results in
an improved prediction of experimental wake values. Furthermore, a minor quantitative
effect of the VGJ-model which is independent of VGJ- induced effects is determined
in an 11/2-stage turbine in case of considerable flow separations, which can be traced
back to high suction side incidences. The results lead to the conclusion that the newly
derived VGJ-model qualifies steady CFD simulations with RANS turbulence closure for
the design of low-pressure turbines with VGJs.
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C.1 Charakteristische Daten der Simulationen des schräg angeströmten Zylin-






Symbol Einheit Bedeutung Definition
A m2 Fläche
a m/s Schallgeschwindigkeit
B − Blasrate Gl. (2.5)
CK − Stromlinienkrümmungsparameter Gl. (4.6)
CFL − Courant-Friedrichs-Levy-Zahl U∆t
∆x
cA − Auftriebsbeiwert Gl. (2.2)
cC,i − Kalibrierkoeffizient von fC (Gl. 4.15)
cf − Wandschubspannungsbeiwert 2τwρ1U21
cm − Massenstromverhältnis Gl. (2.9)
cp J/kgK spezifische isobare Wärmekapazität
cp − Druckbeiwert Gl. (6.3)
cQ,i − Kalibrierkoeffizient von fQ (Gl. 4.16)
cv J/kgK spezifische isochore Wärmekapazität
cΩ,i − Kalibrierkoeffizient von fΩ (Gl. 4.13)
cω,i − Kalibrierkoeffizient von fω (Gl. 4.14)
D m Durchmesser der Ausblasungsbohrung
DL − Diffusions-Zahl nach Lieblein Gl. (2.3)
DPl m Durchmesser des Plenums
dP m Dicke des Profils
E m3/s2 Spektralfunktion der turbulenten Energie
e J/kg spezifische innere Energie
Fi N Kraftvektor
FA N Auftriebskraft
FΘt − Blendfunktion des γ-Reθ-Modells Gl. (3.39)
GCI − Grid Convergence Index Gl. (B.16)
fT 1/s Frequenz eines turbulenten Wirbels




gi m/s2 Vektor der Erdbeschleunigung
H m Schaufelhöhe
H12 − Formfaktor δ1/Θ
h kJ/kgK spezifische Enthalpie









k m2/s2 spezfische turbulente kinetische Energie Gl. (3.26)
ki m/s2 Beschleunigungsvektor der Körperkraft
l m Sehnenlänge des Profils Abb. 2.14
lax m Axiale Sehnenlänge des Profils Abb. 2.14
lK m Kolmogorov Länge
lT m turbulentes Längenmaß
m˙ kg/s Massenstrom
Ma - Mach-Zahl U/a
Ma2,is - isentrope Mach-Zahl der Abströmung U2,is/a
N − Anzahl
n min−1 Drehzahl
n m Koordinate normal zur Wand




PΘt − Produktionsterm RˆeΘt-Transportgleichung Gl. (3.37)
Pr − Prandtl-Zahl ν
α
PrT − turbulente Prandtl-Zahl νTα
p Pa statischer Druck
pt Pa Totaldruck
qi J/m2s Wärmestromdichtevektor
Q 1/s2 Q-Wirbelkriterium Gl. (4.1)
Qτ − dimensionsloses Q-Wirbelkriterium Gl. (4.11)
R m Krümmungsradius der Stromlinie Gl. (4.8)
RR − Stufen-Reaktionsgrad ∆his,Rotor∆his,Stufe
Rs J/kgK spezifische Gaskonstante
Re − Reynolds-Zahl Ulρ/µ
Re2,is - isentrope Reynolds-Zahl der Abströmung U2,islρ2/µ2
Rev − mit Wirbelstärke gebildete Reynolds-Zahl Gl. (3.42)
xvi
Formelzeichen
Rex − mit der Lauflänge gebildete Reynolds-Zahl Uxρ/µ
ReΘ − Reynolds-Zahl gebildet mit Θ ΘUEρEµE
RˆeΘt − lokale mit Θt gebildete Reynolds- Gl. (3.36)
Zahl aus RˆeΘt-Transportgleichung
r m radiale Koordinate
des Zylinderkoordinatensystems
SL m Länge der saugseitigen Oberfläche
St − Strouhal-Zahl Gl. (6.4)
Sij 1/s Scherratentensor Gl. (3.23)
s m Richtung entlang Stromlinie
sij 1/s spurfreier Scherratentensor Gl. (3.22)
sL m Lauflänge auf der saugseitigen Oberfläche
T s Zeitintervall
T s zeitliche Periode für das
Zurücklegen einer Teilung
T K statische Temperatur
Tt K Totaltemperatur
Ti − Tangenteneinheitsvektor Gl. (4.9)
Tu − Turbulenzgrad
t s Zeit
t∗ s Zeitmaß des γ-Reθ-Modells 500µρU2
tP m Teilung des Profils Abb. 2.14







w m/s Betrag der Relativgeschwindigkeit
xi m Vektor der kartesischen Koordinaten
x, y, z m kartesische Koordinaten
xax m Axiale Koordinate
xθ m Umfangskoordinate
des Zylinderkoordinatensystems




Symbol Einheit Bedeutung Definition
α m2/s Temperaturleitfähigkeit
β1 ° Anströmwinkel Abb. 2.14
β2 ° Abströmwinkel Abb. 2.14
γ − Intermittenz (Wahrscheinlichkeit, dass
Strömung turbulent ist)
∆ - Differenz oder Zellabstand
δ m Grenzschichtdicke (Kožulović 2007) bei 0, 99 · (pt,∞ − pt,w)















δi Fehler einer Simulationsgröße
durch die Quelle i
δij − Kronecker-Delta
 m2/s3 spezfische turbulente Dissipation
ˆ − dimensionslose turbulente Dissipation l
U3
ijk − Levy-Civita-Symbol
ζ − lokaler Totaldruckverlustbeiwert Gl. (6.2)
ζm − integraler Totaldruckverlustbeiwert Gl. (6.1)











Θt m Impulsverlustdicke am Transitionspunkt
θ ° Verdrehwinkel der Ausblasung Abb. 2.13
κ − Isentropenexponent
κT 1/m Wellenzahl 2pifTU
λ J/msK Wärmeleitfähigkeit







µ Pa s dynamische Viskosität
µ Unsicherheit einer Simulationsgröße












τT,ij N/m2 Reynolds-Spannungstensor Gl. (3.24)






Φ − Durchflusszahl Gl. (6.5)
φ ° Nickwinkel der Ausblasung Abb. 2.13
φ beliebige Erhaltungsgrößen
ψ - Leistungszahl ∆ht
(Ωr)2
Ω rad/s Winkelgeschwindigkeit
Ωrel − relative Wirbelstärke Gl. (4.2)
Ωij 1/s Rotationstensor Gl. (3.33)
ω 1/s spezfische turbulente Dissipationsrate
ωi 1/s Vorticity Vektor Gl. (4.4)
ωsw m/s2 relative Streamwise Vorticity ui·ωi|ui|·|ωi|
ωx 1/s x-Komponente des Vorticity Vektors
Tiefgestelle Indizes
Index Bedeutung
∞ Größe der ungestörten Außenströmung oder der Zuströmung
1 Einströmrand; stromaufwärts der Schaufelreihe
2 Ausströmrand; stromabwärts der Schaufelreihe
abl Ablösepunkt
amBL arithmetisch über die Grenzschicht gemittelte Größe
anl Anlegepunkt
DS Druckseite des Profils





HK Hinterkante des Profils
ind Indifferenz
is isentrop






m konservativ gemittelte Größe nach Amecke (1967)
max Maximalwert
maxBL Maximalwert in der Grenzschicht
min Minimalwert







rms root mean square
SS Saugseite des Profils
t Transitionspunkt
tn tangential zur Stromlinie
u in Umfangsrichtung
val Validierung
VGJ Vortex Generating Jet





¯ zeitlicher Mittelwert nach Reynolds
˜ massengewichteter Mittelwert nach Favre
′ Schwankungsgröße nach Reynolds









AVDR Axial Velocity Density Ratio
CFD Computational Fluid Dynamics




HK Hinterkante des Profils








VGJ Vortex Generating Jet





Die technische Entwicklung moderner Flugtriebwerke ist im Wesentlichen durch die Ziel-
setzungen getrieben, die Kosten für Wartung und Betrieb der Triebwerke zu senken so-
wie den Forderungen nach einer Reduktion ihrer CO2-Emissionen gerecht zu werden
(Argüelles et al. 2001). Um diese Ziele zu erreichen, stehen die Hersteller vor der Her-
ausforderung, die Leistungsdichte der Triebwerke zu erhöhen, indem sie einerseits deren
Vortriebswirkungsgrad steigern und andererseits die Größe bzw. das Gewicht des Trieb-
werks reduzieren. Für die heute im zivilen wie auch im militärischen Flugverkehr über-
wiegend eingesetzten Fan-Triebwerke kann die Steigerung des Vortriebwirkungsgrades
zum einen über die Erhöhung der Komponentenwirkungsgrade des Kerntriebwerks (Ver-
dichter, Turbine) und zum anderen über eine Erhöhung des Nebenstromverhältnisses
realisiert werden. Um ausgehend von heutigen Nebenstromverhältnissen (bei modernen
Triebwerken ca. 10) eine weitere Steigerung zu erreichen, muss der Durchmesser des
Fans vergrößert werden. Aufgrund der Limitierung der Blattspitzengeschwindigkeit hat
dies allerdings eine Reduktion der Fan-Drehzahl und in getriebelosen Triebwerken somit
auch eine Reduktion der Drehzahl der mit dem Fan gekoppelten Niederdruckturbine zur
Folge. Bei gleicher Leistung, Stufenzahl und gleichem Durchmesser steigt so deren aero-
dynamische Belastung. Da eine Veränderung des Wirkungsgrads der Niederdruckturbine
um 1% zu einer Änderung des Gesamtwirkungsgrades um ca. 0,7% führt (Vásquez et al.
2003), kommt der Effizienz der Niederdruckturbine aber insgesamt eine hohe Bedeutung
für das Triebwerk zu. Auf die höhere aerodynamische Belastung zurückzuführende hö-
here Verluste, die der aerodynamischen Erfahrung nach zu erwarten sind (Smith 1965),
sollten daher vermieden werden.
Allerdings ergeben sich aus der Tatsache, dass die Niederdruckturbine darüber hin-
aus auch für 30% des Gesamtgewichts (Abbildung 1.1) und 15% der Gesamtkosten des
Triebwerks verantwortlich ist (Vásquez et al. 2003), weitere Bestrebungen, ihre aerody-
namische Belastung zu erhöhen. Bei gleicher Leistung wird hierbei eine Reduktion von
Schaufeln pro Stufe bis hin zum Einsparen von ganzen Stufen angestrebt, um so das
Triebwerksgewicht reduzieren zu können (Curtis et al. 1997).
Insbesondere der Einfluss einer erhöhten Schaufelteilung durch reduzierte Schaufelzah-
len pro Stufe auf den Profilverlust ist vor diesem Hintergrund schon seit den 1980er Jah-
ren Gegenstand systematischer Untersuchungen (Hourmouziadis 1989, Gier und Hübner
2005). Aufgrund des Reynolds-Zahl-Niveaus um Re ≈ 100 · 103 spielt dabei der laminar-
turbulente Grenzschichtumschlag für die Leistung der Schaufelprofile eine zentrale Rolle.
Unter Ausnutzung des Einflusses des Druckgradienten und der periodisch-instationären
Zuströmung auf den Umschlag werden heute hochbelastete Profile ausgelegt, die trotz
einer laminaren Ablöseblase auf der Saugseite über einen weiten Reynolds-Zahl-Bereich




















Abbildung 1.1: Gewichtsverteilung eines Flugtriebwerks (Chamis und Blankson 2004)
erhöhter Teilung isentrope Wirkungsgrade über 90% erreicht (Gier und Hübner 2005).
Eine hiervon ausgehende, weitere Erhöhung der Teilung und eine höhere Belastung
der Profile kann aber insbesondere für die in Flughöhe auftretenden niedrigen Reynolds-
Zahlen Re ≤ 100 · 103 zu einem massiven Anstieg der Druckverluste aufgrund einer
anwachsenden laminaren Ablöseblase im letzten Drittel der Saugseite des Profils führen.
Um die Verluste in diesen Betriebspunktbereichen zu reduzieren, können passive und ak-
tive Maßnahmen der Strömungsbeeinflussung eingesetzt werden (Gier et al. 2010). In ex-
perimentellen Untersuchungen haben sich insbesondere Ausblasungen in die saugseitige
Grenzschicht als vielversprechend erwiesen, die laminare Ablösung und damit die Profil-
verluste zu reduzieren. Allerdings ist ihre Effektivität von einer Reihe von Einflussfakto-
ren und deren Wechselwirkung abhängig, wie der Zuströmung, der Profilgestaltung, dem
Ausblasungswinkel, dem Ausblasungsmassenstrom und der Ausblasungsposition. Hinzu
kommt die hohe Komplexität des Strömungsfeldes stromabwärts der Ausblasungen. An
die Auslegung einer Niederdruckturbinenstufe mit Ausblasungen stellt dies entsprechend
hohe Anforderungen.
Für die aerodynamische Auslegung von Turbomaschinen haben dreidimensionale, rei-
bungsbehaftete, stationäre wie instationäre Strömungssimulationen, kurz CFD (Compu-
tational Fluid Dynamics) in den vergangenen 20 Jahren immer mehr an Bedeutung ge-
wonnen, so dass sie mittlerweile als zentrales Werkzeug der Auslegung angesehen werden
können (Denton und Dawes 1998, Giles 1998, Denton 2010). Um die Entwicklungszeiten
und -kosten weiter zu senken, ist auch zukünftig mit einer Ausdehnung ihrer Bedeutung
zu rechnen (Engel et al. 2007, Nürnberger 2007).
Als Stand der Technik für Niederdruckturbinen-Anwendungen können heute statio-
näre Simulationen unter Verwendung von Zwei-Gleichungsturbulenzmodellen angesehen
werden. Der Bedeutung des Grenzschichtumschlags für die Profilauslegung wird hierbei
durch ein zusätzliches empirisches Transitionsmodell Rechnung getragen. Der hinsicht-
lich Turbulenz und Transition hohe Modellierungsgrad erlaubt im Rahmen des Aus-
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legungsprozesses durch kurze Simulationsdauern umfangreiche Variationsrechnungen.
Obwohl die CFD-Methoden so den Umfang experimenteller Untersuchungen sukzessive
vermindert haben, erfordert insbesondere die Einführung neuer Technologien vor der
Durchführung des Auslegungsprozesses stets die Validierung der Simulationsergebnisse
anhand repräsentativer experimenteller Testfälle.
Für Ausblasungen auf hochbelasteten Niederdruckturbinenprofilen wurde in vorher-
gegangenen Studien gezeigt (Herbst et al. 2010, 2011b), dass die primären quantitati-
ven aerodynamischen Auslegungsparameter wie Profildruckverteilung, -umlenkung und
-verlust insbesondere für den relevanten Reynolds-Zahl-Bereich Re ≤ 100 · 103 nicht
wiedergegeben werden können. Die Zielsetzung der vorliegenden Arbeit ist es daher, die
Modellierung dahingehend weiterzuentwickeln, dass die aerodynamische Auslegung von
Niederdruckturbinenprofilen mit Ausblasungen möglich ist.
Vor diesem Hintergrund wird gezeigt, dass, aufbauend auf dem heutigen Modellie-
rungsstand, die Berücksichtigung des ausblasungsinduzierten laminar-turbulenten Um-
schlags der Profilgrenzschicht eine quantitative Wiedergabe der experimentellen Größen
ermöglicht. Hierfür wird im Rahmen des bestehenden γ-Reθ-Transitionsmodells (Lang-
try und Menter 2009) ein ausschließlich auf lokalen Strömungsgrößen basierender, halb-
empirischer Modus für ausblasungsinduzierte Transition entwickelt und anhand expe-
rimenteller Gitterwindkanaltestfälle mit Ausblasungen validiert. Darüber hinaus wird
nachgewiesen, dass das Modell auch unter Berücksichtigung des komplexen dreidimen-
sionalen und instationären Strömungszustands in einer Turbomaschine für den Ausle-
gungsprozess eingesetzt werden kann.
Im an diese Einleitung anschließenden Kapitel 2 wird zunächst die Aerodynamik von
hochbelasteten Niederdruckturbinen im Hinblick auf die Applizierung von Ausblasun-
gen im Detail betrachtet. Der Schwerpunkt liegt hier auf der Effektivität und physikali-
schenWirkungsweise der Ausblasungen inWechselwirkung mit der Aerodynamik und der
Grenzschichttransition des unbeeinflussten Profils. In Kapitel 3 werden die Grundglei-
chungen und -verfahren des verwendeten numerischen Strömungslösers beschrieben und
der aktuelle Stand der Turbulenz- und Transitionsmodellierung diskutiert. In Kapitel 4
wird das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Modell für ausblasungsinduzierte Transi-
tion im Detail erläutert und sein Verhalten in Kapitel 5 anhand generischer Testfälle be-
schrieben und plausibilisiert. Die Validierung des Modells anhand von Turbomaschinen-
Testfällen in stationärer wie instationärer Zuströmung erfolgt in Kapitel 6, bevor ab-








Damit die Niederdruckturbine eines Nebenstrom-Flugtriebwerks trotz der durch den Fan
vorgegebenen, begrenzten Drehzahlen einen ausreichenden Leistungsumsatz bei gleich-
zeitig geringem Gewicht bereitstellen kann, werden hochbelastete Schaufelprofile einge-
setzt. Deren aerodynamische Verluste sind im Wesentlichen durch den Umschlag sowie
die Ablösung der Profilgrenzschicht bestimmt. Durch Ausblasungen in die Grenzschicht
kann dieses Verhalten positiv über den gesamten Betriebspunktbereich der Niederdruck-
turbine beeinflusst werden. Im folgenden Kapitel werden daher zunächst die integralen
und strömungsphysikalischen Randbedingungen in hochbelasteten Niederdruckturbinen
betrachtet, bevor darauf aufbauend die Strömungsbeeinflussung diskutiert wird. Der
Schwerpunkt liegt auf dem Einsatz von Aus- und Durchblasungen, wobei deren Effekti-
vität, wie auch deren physikalische Wirkungsweise im Detail betrachtet werden.
2.1 Aerodynamik der Niederdruckturbine
2.1.1 Profilaerodynamik der Kernströmung
Eine Analyse der Aerodynamik und insbesondere des aerodynamischen Verlustverhal-
tens von Niederdruckturbinenprofilen ist eng mit einer Betrachtung der auftretenden
Reynolds-Zahlen Re verbunden. Wie in Abbildung 2.1 dargestellt, nimmt sie in der Nie-
derdruckturbine in Flughöhe Werte von Re = 105...106 an, wobei Re bei gleichbleibender
Profilsehnenlänge in Richtung der Endstufen aufgrund sinkender Dichte abnimmt. Für
die Profilauslegung eröffnet dies die Möglichkeit, über große Teile der Oberfläche eine
laminare Grenzschicht zu erhalten und so den Profilwiderstand durch Reibungsverlus-
te zu minimieren. Insbesondere die Saugseite des Profils, die sich für etwa 60% der
Profilverluste verantwortlich zeigt (Curtis et al. 1997) (gegenüber 20% durch die Druck-
seite sowie 20% durch Hinterkanten- und Mischungsverluste), weist ein entsprechendes
Verlustreduktionspotential auf. Wie für die sogenannten Low-Reynolds-Profile in der
Tragflügelaerodynamik (Gad-El-Hak 2006) hat dieser Auslegungsansatz für die Profil-
druckverteilung zur Folge, dass das Druckminimum (Saugspitze) der Saugseite möglichst
weit von der Vorderkante in Richtung der Hinterkante verschoben wird. Der Druckrück-
gewinn (Diffusion) bis zur Hinterkante erfolgt dementsprechend über einen verhältnis-
mäßig kurzen Bereich der Sehnenlänge l. Während so die Grenzschicht stromaufwärts
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Abbildung 2.1: Reynolds-Zahlen in einem Nebenstrom-Triebwerk in Flughöhe nach
Hourmouziadis (1989) und Kožulović (2007)
der Saugspitze trotz hoher Turbulenzgrade der Außenströmung aufgrund der Beschleu-
nigung laminar bleibt, hat der kurze Diffusionsbereich einen hohen, der Strömung ent-
gegengesetzten Druckgradienten und somit eine Destabilisierung der Grenzschicht zur
Folge. Die laminare oder bereits transitionelle Grenzschicht löst daraufhin dort im mitt-
leren Reynolds-Zahl-Bereich vom Profil ab, schlägt über der Ablöseblase um und legt
turbulent wieder an (Abbildung 2.2). Obwohl durch die Blase dabei ein zusätzlicher
Druckverlust entsteht, sind kleine Blasenlängen insofern akzeptabel, als dass der Profil-
verlust als die Summe von Reibungs- und Druckverlusten deutlich geringer ist als bei
einem laminar-turbulenten Grenzschichtumschlag weiter stromaufwärts (Hourmouziadis
1989).
Wie in Abbildung 2.2 qualitativ illustriert, ist das Verlustverhalten des Profils und
der Grenzschichtumschlag allerdings eine direkte Funktion der Reynolds-Zahl, die über
die Betriebspunkte der Niederdruckturbine entsprechend variieren kann. Während für
steigende Reynolds-Zahlen die laminare Ablöseblase sukzessive kleiner wird und schließ-
lich zugunsten einer weiter stromaufwärts liegenden natürlichen oder Bypass-Transition
verschwindet, wächst die Ablöseblase für sinkende Reynolds-Zahlen in Richtung Hinter-
kante stark an und legt für niedrige Re nicht mehr an. Diese offene Ablösung hat dabei
nicht nur einen überproportionalen Anstieg der Profildruckverluste zur Folge, sondern
verursacht ebenfalls eine geringere Umlenkung
∆β = β1 − β2 (2.1)
der Strömung durch das Profil. Mit der Umlenkung sinkt die Auftriebskraft FA bzw. der
























Abbildung 2.2: Profilverlust als Funktion der Reynolds-Zahl nach Hourmouziadis (1989)
und Kožulović (2007)
und damit die aufgenommene Leistung der Niederdruckturbine, so dass auch die Vor-
triebsleistung des gesamten Triebwerks gefährdet ist.
Ältere, konventionelle Profilauslegungen versuchen diesem Verlustverhalten durch ei-
ne Beschränkung der saugseitigen Diffusion Rechnung zu tragen (Abbildung 2.3). Dafür
wird zum einen ein ausreichend großer Diffusionsbereich vorgesehen und zum anderen
eine geeignete Profilteilung tP gewählt. Mit dem Ziel, das Gewicht der Niederdruckturbi-
ne zu reduzieren, wurden ausgehend von dieser Profilierung mit zunehmender Kenntnis
der periodisch-instationären Transition (Hodson und Howell 2005, Gier et al. 2010) so-
genannte High-Lift Profile entwickelt. Die Gewichtsreduzierung wird hierbei durch eine
Erhöhung der Teilung oder das Einsparen von ganzen Stufen erreicht, was einen höheren
Auftrieb des Einzelprofils erfordert (Gl. 2.2). Zusätzlich steigt hierdurch die saugseitige
Diffusion, wie anhand der Diffusionszahl nach Lieblein DL für eine feste Position der






















und in Abbildung 2.3 qualitativ zu erkennen ist. Die steigende Ablöseneigung des Profils
in diesem Bereich und die damit stark anwachsenden Verluste für sinkende Reynolds-
Zahlen, die bei stationärer Profilzuströmung beobachtet werden können, treten in turbo-
maschinennaher, periodisch-instationärer Zuströmung allerdings so nicht auf. Vielmehr
führt die Interaktion der Profilgrenzschicht mit den turbulenten Nachläufen stromauf-
wärts liegender Schaufelreihen zu einer im zeitlichen Mittel verkleinerten Ablöseblase
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2 Hochbelastete Niederdruckturbinen mit Ausblasung
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Abbildung 2.3: Charakteristische normalisierte Mach-Zahl-Verteilungen verschiedener
Profilauslegungen nach Haselbach et al. (2002)
und einer signifikanten Reduktion der Profilverluste für niedrige Reynolds-Zahlen (vgl.
Abschnitt 2.2.3). Die High-Lift Profile weisen so trotz geringerer Schaufelzahl über den
gesamten Reynolds-Zahl-Bereich geringere bzw. ähnlich hohe Verluste wie konventionelle
Profile auf.
Im Zuge einer weiteren Senkung des Niederdruckturbinengewichts wird bei den so-
genannten Ultra High-Lift Profilen die Belastung des einzelnen Profils weiter erhöht,
was zu einer abermaligen Steigerung der saugseitigen Diffusion und der damit einherge-
henden weiteren Verschlechterung des Verlustverhaltens durch Ablösungen für niedrige
Reynolds-Zahlen führt (Haselbach et al. 2002, Gier et al. 2010). Auch in periodisch-
instationärer Zuströmung kann so insbesondere für kurze Diffusionsbereiche ein Verlust-
anstieg für niedrige Reynolds-Zahlen (Re2,is = 50.000) auf über 200% des Wertes für
hohe Reynolds-Zahlen (Re2,is ≥ 200.000) beobachtet werden (siehe T161-Profil in Ab-
bildung 2.15 rechts). Vor diesem Hintergrund ist der Einsatz von passiver oder aktiver
Strömungsbeeinflussung eine vielversprechende Option. Experimentelle Untersuchungen
zeigen, dass beispielsweise mittels passiver Wirbelgeneratoren oder aktiver Ausblasun-
gen die Ablösung der saugseitigen Grenzschicht und somit der Profilverlust für niedrige
Reynolds-Zahlen signifikant reduziert werden kann.
Zur Charakterisierung der Profilbelastung wird in der Literatur üblicherweise die
Zweifel-Zahl Zw herangezogen (Praisner et al. 2007, Himmel und Hodson 2009, Gier
et al. 2010), die die tatsächliche mit der idealen Belastung des Profils ins Verhältnis
setzt. Letztere wird hierbei als Differenz des Totaldrucks am Eintritt und des statischen
Drucks am Austritt bestimmt. Unter der Annahme einer inkompressiblen Strömung so-
wie gleicher axialer Geschwindigkeiten am Ein- und Austritt lautet die in dieser Arbeit
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2.1 Aerodynamik der Niederdruckturbine




cos2 (90◦ − β2) (tan(90◦ − β2)− tan(90◦ − β1)) , (2.4)
wobei die An- und Abströmungswinkel β1 und β2 gegen den Umfang definiert sind (Ab-
bildung 2.14). Während konventionelle Profile Zweifel-Zahlen Zw ≤ 1 aufweisen, verfü-
gen High-Lift Profile typischerweise über Zweifel-Zahlen Zw > 1 und Ultra High-Lift
Auslegungen über Zweifel-Zahlen Zw = 1, 1...1, 2 (Gier et al. 2010, Praisner et al. 2007).
2.1.2 Randzonenströmung
Verluste durch Interaktion 



















Abbildung 2.4: Verluste im Schaufelgitter als Funktion der Schaufelhöhe (Martinstetter
et al. 2010)
Während die Kernströmung von Niederdruckturbinen aufgrund der großen Streckung
h/l der Profile weitestgehend eine zweidimensionale Charakteristik aufweist, sind die
Randzonen durch dreidimensionale Strömungsstrukturen dominiert, die durch die Inter-
aktion von Seitenwandgrenzschicht, Profilgrenzschicht, Schaufelvorderkantenradius und
Schaufelumlenkung entstehen. Diese tragen je nach Streckung der Profile typischerweise
mit einem Drittel zu den Gesamtverlusten eines Profils bei (Denton 1993). Abbildung
2.4 zeigt qualitativ die umfangsgemittelten Totaldruckverluste als Funktion der dimen-
sionslosen Schaufelhöhe z/h einer Gitterströmung, anhand derer sich eine Unterteilung
in Kern- und Randzonenströmung vornehmen lässt. So lässt sich in der Kernströmung
typischerweise nur der (niedrige) Profilverlust beobachten, während es in den Randzonen
zu einem Verlustanstieg kommt. Dieser ist auf die zusätzlichen Verluste in der Seiten-
wandgrenzschicht und auf Verluste durch die Interaktion von Seitenwandgrenzschicht,
Profilgrenzschicht, Schaufelvorderkantenradius und Schaufelumlenkung zurückzuführen.
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4. Hinterkanten-




Abbildung 2.5: Charakteristische Wirbelstrukturen in den Randzonen eines Turbinen-
gitters nach Sauer et al. (2001)
Wie in Abbildung 2.5 veranschaulicht, können im Wesentlichen vier typische Wir-
belstrukturen unterschieden werden, die als Folge der Interaktion der Seitenwandgrenz-
schicht mit dem Schaufelprofil entstehen:
1. Der Hufeisenwirbel entsteht beim Auftreffen der Seitenwand-Grenzschicht auf die
als stumpfes Hindernis wirkende Profilvorderkante. Für die Entstehung des Wirbels
ist dabei der Totaldruckgradient in der ausgebildeten Grenzschicht verantwortlich.
So hat der Totaldruckgradient beim Auftreffen der Grenzschicht auf das Profil
am Staupunkt einen zur Wand gerichteten Gradienten des statischen Drucks zur
Folge, der wiederum bei ausreichender Größe eine Strömung zur Seitenwand indu-
ziert. Die Strömung rollt sich so in der Grenzschicht unterhalb des Staupunktes
der freien Anströmung zu einem Wirbel auf, der durch die Hauptströmung lateral,
hufeisenförmig um die Profilvorderkante herum transportiert wird. Zur Bewegung
des Hufeisenwirbels stromabwärts des Staupunkts trägt der durch die Potentialwir-
kung des Profils auftretende entgegengesetzte Druckgradient bei, der schon strom-
aufwärts der Vorderkante zu einer Ablösung der Seitenwandgrenzschicht führen
kann. Der saugseitige Ast des Hufeisenwirbels folgt beim Eintritt in die Schau-
felpassage dem Profil, der druckseitige wird durch den Druckgradienten zwischen
Druck- und Saugseite normal zur Strömungsrichtung in Richtung der Saugseite
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abgelenkt.
2. Der Kanalwirbel bildet sich als Folge der Umlenkung der Strömung in der Schau-
felpassage. Während für ein Fluidelement in der Schaufelpassage im Bereich der
Kernströmung ein Kräftegleichgewicht normal zur Strömungsrichtung zwischen
der Zentrifugalkraft und der Druckkraft zwischen Saug- und Druckseite herrscht,
nimmt die zur Druckseite gerichtete Zentrifugalkraft in der Grenzschicht aufgrund
der niedrigeren Strömungsgeschwindigkeit ab. Das Druckfeld induziert dementspre-
chend wandnah eine Strömung zur Saugseite, so dass es aus Kontinuitätsgründen
zu einer Rückströmung außerhalb der Grenzschicht kommt und sich der Kanalwir-
bel bildet. Dieser wird durch den Querdruckgradienten in der Passage in Richtung
der Saugseite abgelenkt. Hierbei kann er zum einen mit dem gleichsinnig rotie-
renden druckseitigen Ast des Hufeisenwirbels verschmelzen und zum anderen die
saugseitige Profilgrenzschicht in Schaufelhöhenrichtung ablenken.
3. Der Eckenwirbel kann ähnlich dem Hufeisenwirbel durch den Totaldruckgradienten
der Grenzschicht beim Auftreffen der durch den Kanalwirbel induzierten Querströ-
mung auf die saugseitige Profiloberfläche entstehen. Er hat eine dem Kanalwirbel
entgegengesetzte Drehrichtung und kann zur Ablenkung des Kanal- und Hufeisen-
wirbels in Schaufelhöhenrichtung auf der Saugseite des Profils führen.
4. Hinterkantenwirbel entstehen aufgrund der mit der Schaufelhöhe variierenden Zir-
kulation sowie durch die Streckung von am Eintritt eingetragener Wirbelstärke
(Sieverding 1985). Darüber hinaus kann auch die Interaktion der Kanalwirbel zwei-
er benachbarter Schaufelpassagen und die in Folge auftretende Scherwirkung zu
deren Bildung beitragen. Die Hinterkantenwirbel haben eine zum Kanalwirbel ent-
gegengesetzten Drehrichtung.
Wie die Beschreibung verdeutlicht, treten diese Wirbel in einer Schaufelpassage nicht
unabhängig voneinander auf, sondern nur in Kombination oder als Folge einer Wechsel-
wirkung. Ansätze zur Unterdrückung oder Verkleinerung dieser Strukturen durch eine
dreidimensionale Gestaltung der Seitenwände, mit dem Ziel, die Gesamtverluste einer
Schaufel zu verringern, sind Gegenstand diverser aktueller Untersuchungen (Sauer et al.
2001, Ingram et al. 2005, Schuepbach et al. 2009). Hervorzuheben ist, dass die Erhöhung
der Schaufelteilung wie auch die Veränderung der saugseitigen Belastung einen Einfluss
auf die Ausdehnung der Sekundärströmungen haben. So dringt der Kanalwirbel bei grö-
ßerer Schaufelteilung tiefer in die Kernströmung ein (Gier et al. 2010) und ist bei einer
Saugspitze im vorderen Bereich stärker ausgeprägt als für Profile mit einer Belastung
im hinteren Bereich und gleicher Zweifel-Zahl (Zoric et al. 2007). In einer Turbine kön-
nen im Strömungskanal neben diesen auch in einer Kaskade zu beobachtenden Wirbeln
zusätzlich noch Spaltwirbel im Bereich zwischen der Spitze der Rotorschaufel und dem
Gehäuse sowie Wirbel als Folge von aus Kavitäten ausgetretenen Leckage-Strömungen
beobachtet werden, die typischerweise eine weitere Erhöhung der seitenwandnahen Ver-
luste zur Folge haben.
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2.2 Laminar-turbulente Transition der Grenzschicht
Wie im vorherigen Abschnitt dargelegt wurde, hat der Zustand der Grenzschicht und ins-
besondere ihr Umschlag von laminar zu turbulent einen entscheidenden Einfluss auf die
Leistung eines Niederdruckturbinenprofils. Dieser Vorgang, der mit dem Begriff Transiti-
on (lateinisch für Übergang) bezeichnet wird, ist, wie die Bedeutung des Begriffs bereits
deutlich macht, kein schlagartiger, sondern ein kontinuierlicher Prozess. Er wird somit
in Strömungsrichtung räumlich durch einen Anfang sowie durch ein Ende charakterisiert
und weist daher eine bestimmte Länge - die Transitionslänge - auf. Aus Untersuchungen
ist bekannt, dass die Transition unterschiedliche charakteristische Stufen durchläuft, an-
hand derer sich verschiedene Transitionsarten unterscheiden lassen. Für die zweidimen-
sionale Kernströmung in Turbomaschinen sind die dominierenden Moden typischerweise
(Kožulović 2007)
• die natürliche Transition,
• die Bypass-Transition,
• die ablösungsinduzierte Transition,
• die periodisch-instationäre Transition sowie
• die Relaminarisierung.
Die folgende Darstellung dieser Moden wird um eine Betrachtung dreidimensionaler
Transitionseffekte in den Randströmungsgebieten und einen Überblick über Faktoren
ergänzt, welche die Transition wesentlich beeinflussen. Der Einfluss von Ausblasungen
auf eine laminare Grenzschicht wird zum Abschluss dieses Kapitels in Abschnitt 2.4.4
detailliert betrachtet.
2.2.1 Natürliche und Bypass-Transition
Die natürliche Transition tritt in der Regel bei niedrigen Turbulenzgraden der Außenströ-
mung von Tu < 1% auf. Deren charakteristische Stufen für die Grenzschicht einer längs-
angeströmten, ebenen Platte mit scharfer Vorderkante sind in Abbildung 2.6 skizziert.
In der zunächst laminaren Grenzschicht i1 bilden sich ab einer Indifferenz-Reynolds-Zahl
Reind zweidimensionale Tollmien-Schlichting-Wellen i2 als primäre Instabilitäten aus, die
angefacht und stromabwärts transportiert werden. Sobald deren Störamplitude einen
kritischen Wert überschreitet, bilden sich sekundäre Instabilitäten, welche die Wellen-
linien periodisch verformen. Durch weitere Verformung und Streckung der Wellenlinien
entstehen in der immer noch laminaren Grenzschicht charakteristische dreidimensionale
Λ-Strukturen i3 . Diese zerfallen schließlich i4 , und es bilden sich weiter stromabwärts am
Transitionspunkt xt erste Turbulenzflecken i5 . In diesen kommt es zu einer nicht-linearen
Anfachung der Störungen, so dass sie sich in Strömungsrichtung keilförmig ausbreiten
und bei xend zu einer voll-turbulenten Grenzschicht zusammenwachsen i6 .
Zwar beschreibt der gesamte Prozess die Transition der Grenzschicht, allerdings wird
im engeren Sinne lediglich der Abschnitt zwischen xt und xend als Transitionsbereich
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laminar Transition turbulent
1 2 3 4 5 6













Abbildung 2.6: Stufen der natürlichen Transition nach Schlichting und Gersten (2006)
bezeichnet. Der Abstand dieser Punkte in Strömungsrichtung legt dementsprechend die
Transitionslänge fest. Er kann mit der auf Emmons (1951) zurückgehenden Intermit-
tenztheorie beschrieben werden und wird daher auch als Intermittenzphase bezeichnet.
Die Intermittenz γ gibt für einen festen Ort den zeitlichen Anteil an, den eine Strömung
turbulent ist. Ist die Strömung in einem Ort voll-turbulent, nimmt die Intermittenz
den Wert 1 an, ist sie laminar, den Wert 0. Transitionelle Bereiche einer Grenzschicht
haben dementsprechend Werte von 0 < γ < 1. Die stromaufwärts liegenden Stufen i1
- i4 werden demgegenüber als laminar-instabile Phase bezeichnet und können mit der
Stabilitätstheorie beschrieben werden (vgl. Abschnitt 3.4.1).
Bei steigendem Turbulenzgrad der Außenströmung verkürzen sich kontinuierlich die
Stufen der laminar-instabilen Phase, und es kann direkt zur Ausbildung der Turbulenz-
flecken kommen. Der erhöhte Impulstransport führt allerdings bereits stromaufwärts
zu veränderten, fülligeren Geschwindigkeitsprofilen der laminaren Grenzschicht, in der
bereits wandparallele Fluktuationen und streifenartige Strukturen beobachtet werden
können (Jacobs und Durbin 2001). Man spricht daher von einer pseudo-laminaren Grenz-
schicht. Da entsprechend hohe Turbulenzgrade Tu ≥ 4% am Grenzschichtrand in Tur-
bomaschinen auch trotz der teilweise hohen Beschleunigungen die Regel sind, ist die-
se sogenannte Bypass-Transition dort die dominierende Transitionsform für anliegende
Grenzschichten. Der Übergang zwischen natürlicher und Bypass-Transition ist allerdings
fließend, so dass eine klare Unterscheidung meist nicht möglich ist. Wie in Abbildung
2.7 veranschaulicht wird, hängt dabei die Ausprägung neben textnormalTu auch vom
Beschleunigungsfaktor K ab. So kann zum Beispiel auch in Turbomaschinenströmungen
bei stark verzögerten Strömungen eine eher natürliche Transition beobachtet werden, da
Störungen früher und stärker angefacht werden.
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Abbildung 2.7: Einfluss von Druckgradient und Turbulenzgrad auf den Transitionsbe-
ginn nach Mayle (1991)
2.2.2 Ablösungsinduzierte Transition
Eine starke Verzögerung, folglich also hohe entgegengesetzte Druckgradienten können
zu einer wie in Abbildung 2.8 skizzierten Ablösung der laminaren oder bereits transi-
tionellen Grenzschicht i1 führen. Stromabwärts des Ablösepunktes xabl (τw = 0) bildet
sich ein Rückströmungsgebiet nahe der Wand (τw < 0) und zwischen diesem und der
freien Strömung eine Scherschicht. Das Geschwindigkeitsprofil weist somit einen Wen-
depunkt auf, was es nach den Ergebnissen der linearen Stabilitätstheorie (Abschnitt
3.4.1) sensitiv gegenüber Instabilitäten macht. Dementsprechend werden in der Scher-
schicht entstehende Instabilitäten angefacht i2 , und es bildet sich eine Transitionsregion
aus. Die ab dem Transitionspunkt xt erstmals auftretenden turbulenten Bereiche wach-
sen stromabwärts an i3 und führen schließlich zum Umschlag der Scherschicht bei xend.
Die nun turbulente Scherschicht sorgt wiederum für einen erhöhten Impulsaustausch
zwischen Außenströmung und Rückströmungsgebiet i4 , so dass die Grenzschicht auf re-
lativ kurzer Strecke bei xanl turbulent wiederanlegt. Die turbulente i5 weist gegenüber
der laminaren Grenzschicht stromaufwärts der Ablösung eine deutlich größere Dicke bei
gleichzeitig verhältnismäßig niedrigen Geschwindigkeiten nahe der Wand auf. Der damit
verbundene große Impulsverlust und die hohe Impulsverlustdicke sind eine charakteris-
tische Auswirkung laminarer Ablöseblasen. Im Geschwindigkeits- bzw. Druckverlauf der
Außenströmung äußert sich eine Ablöseblase typischerweise als ein Plateau.
Der Verlauf und damit die Länge einer ablösungsinduzierten Transition hängen er-
heblich vom Turbulenzgrad der Außenströmung sowie von der Reynolds-Zahl ab. So
können für höhere Turbulenzgrade (Wissink und Rodi 2006) oder höhere Reynolds-
Zahlen (Lou und Hourmouziadis 2000) deutlich kürzere Ablöseblasen bei gleichblei-
bendem Ablösepunkt beobachtet werden. In beiden Fällen wird die zentrale Kelvin-
Helmholtz-Instabilität der Ablösungsscherschicht weiter stromaufwärts durch ein höhe-
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Abbildung 2.8: Stufen der ablösungsinduzierten Transition mit zugehöriger Geschwin-
digkeitsverteilung nach Mayle (1991) (y-Koordinate gestreckt)
res Störungsniveau bzw. eine geringere Dämpfung angeregt. Bei niedrigen Turbulenz-
graden und damit eher langen Ablöseblasen können in der Scherschicht auch Stufen der
natürlichen Transition wie Tollmien-Schlichting-Wellen und Turbulenzflecken beobach-
tet werden (Mayle 1991). Typischerweise treten diese Stufen für ReΘ,abl > 320 bereits
stromaufwärts des Ablösepunktes in der Grenzschicht auf, so dass in diesem Fall von der
laminaren die transitionelle Ablöseblase unterschieden wird (Hatman und Wang 1999).
In der Literatur findet sich im Hinblick auf die Modellierung der ablösungsinduzier-
ten Transition noch die weitere Klassifizierung der Ablöseblasen in lange und kurze.
Die Unterscheidung erfolgt entweder anhand der Druckverteilung (Mayle 1991) oder
mittels des Strömungsfeldes der Ablösung (Hatman und Wang 1999). Nach Kožulović
(2007) gibt es aber trotz zahlreicher Untersuchungen bis heute keine vergleichbar zufrie-
denstellende Korrelation für Transitionsbeginn und -länge wie bei der natürlichen und
Bypass-Transition.
2.2.3 Periodisch-instationäre Transition
Die Umströmung von Turbomaschinenprofilen ist durch die Relativbewegung von Lauf-
und Leitreihen a priori periodisch-instationär. Dies äußert sich zum einen durch Störun-
gen wie Nachlaufdellen, die von stromaufwärts liegenden Schaufelreihen stromabwärts
transportiert werden, zum anderen in einem fluktuierenden Druckfeld, welches auf die
Potentialwirkung auch stromabwärts liegender Schaufelreihen zurückzuführen ist. Die
Interaktion dieser Effekte mit den laminaren und transitionellen Grenzschichten än-
dert im zeitlichen Mittel deren Zustand. Während ein Einfluss periodisch-instationärer
Druckfluktuation auf die Transition durchaus zu beobachten ist (Lou und Hourmou-
ziadis 2000), kommt der Interaktion von Nachlaufdellen und Grenzschichten insgesamt
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Abbildung 2.9: Verformung der Nachläufe in einer Turbinenpassage nach Durbin und
Wu (2007) (links) und Weg-Zeit-Diagramm des Grenzschichtzustands
der Saugseite nach Hodson und Howell (2005) (rechts)
eine größere Bedeutung zu (Griebel und Seume 2005, Opoka und Hodson 2008, Griebel
2009). Die Nachläufe (Abbildung 2.9 links) sind dabei einerseits durch ein Impulsdefizit
und andererseits durch einen hohen Turbulenzgrad charakterisiert.
Bei laminaren, nicht abgelösten Grenzschichten führt der konvektive Eintrag turbulen-
ter kinetischer Energie der Nachläufe zu einem zur Bypass-Transition ähnlichen Transi-
tionsverlauf (Wu et al. 1999). So wird die Instabilitätsphase übersprungen, und es bilden
sich direkt Turbulenzflecken aus, die sich sogar unmittelbar zu einem Turbulenzstreifen
vereinen können (Mayle 1991). Dieser wächst stromabwärts unabhängig von der ur-
sprünglichen Störung an und vereint sich schließlich mit weiteren Turbulenzstreifen am
Transitionsende zur turbulenten Grenzschicht. Nach dem Vorbeiziehen des Nachlaufs
relaminarisiert die turbulente Grenzschicht, und es bildet sich temporär eine sogenannte
beruhigte Zone (Abbildung 2.9 rechts) (Griebel und Seume 2005, Griebel 2009). Deren
Geschwindigkeitsprofil ist fülliger als das einer gewöhnlichen laminaren Grenzschicht
und damit stabiler. Je nach Frequenz des Nachlaufs fällt die Grenzschicht anschließend
noch in ihren bei stationärer Zuströmung auftretenden Zustand. Zwischen den Nachläu-
fen kann grundsätzlich jede der stationären Transitionsformen auftreten. Im zeitlichen
Mittel führt dies insgesamt zu einem erhöhten Profilverlust gegenüber der stationären
Strömung, der auf die längere turbulente Lauflänge zurückzuführen ist.
Zu einer Verringerung von Profilverlusten kann es hingegen durch die Interaktion
von Nachlauf und laminarer Ablöseblase kommen. Der Ausgangspunkt hierfür ist zu-
nächst das Impulsdefizit des Nachlaufs, der sich bei der Subtraktion des instationären
vom mittleren Geschwindigkeitsfeld als ein sogenannter „negative jet“ äußert (Abbildung
2.9 links). Dieser trifft auf die saugseitige Grenzschicht und befördert die nicht-viskose
Kelvin-Helmholtz-Instabilität in der Scherschicht der Ablöseblase (Wissink et al. 2006,
Stieger und Hodson 2004). Der hohe Turbulenzgrad des Nachlaufs führt im Folgenden
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zu einer Beschleunigung des Transitionsprozesses in der Scherschicht (Wissink und Rodi
2006). Die Ablöseblase wird so verkleinert bzw. vollkommen unterdrückt, so dass sich
die Verluste im zeitlichen Mittel reduzieren. Wie bei der nicht abgelösten Grenzschicht
stellt sich temporär zwischen den Nachläufen eine beruhigte Zone und unter Umständen
das stationäre Grenzschichtverhalten ein.
2.2.4 Relaminarisierung
Wird eine turbulente Grenzschicht stark beschleunigt, kann sie in einen laminaren Zu-
stand zurückfallen. Man nennt diesen Prozess Relaminarisierung. Er tritt typischerweise
für Beschleunigungsfaktoren K > 3 · 10−6 auf und kann bei Turbinenprofilen saugseitig
nahe der Vorderkante und druckseitig nahe der Hinterkante beobachtet werden (Mayle
1991). Die Beschleunigung führt dabei im Wesentlichen zu einer Streckung der tur-
bulenten Wirbel, die dann viskos dissipieren. Umfangreiche Untersuchungen und eine
Charakterisierung der dabei auftretenden physikalischen Prozesse geben Narasimha und
Sreenivasan (1979).















Abbildung 2.10: Prinzip der Querströmungsinstabilität nach Schlichting und Gersten
(2006) (links) und Strömungsfeld nach Kohama (1987) (rechts)
An gepfeilten Tragflügeln großer Streckung nahe der Vorderkante oder auf rotierenden
Scheiben entsteht aufgrund von Stromlinienkrümmung und Druckgradient eine Sekun-
därströmung in der Grenzschicht, die normal zur Strömungsrichtung am Grenzschicht-
rand verläuft (Abbildung 2.10 links). Da die Querströmungskomponente der Geschwin-
digkeit an der Wand und am Grenzschichtrand verschwinden muss, weist das Querströ-
mungsprofil einen Wendepunkt auf. Es ist somit empfindlich gegenüber Instabilitäten
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(vgl. Abschnitt 2.2.6). Diese treten sowohl als gleichläufig rotierende, stationäre Wirbel
auf, deren Achsen nahezu der Außenströmungsrichtung folgen (Saric et al. 2003), als
auch als unter großem Winkel zur Strömungsrichtung instationär verlaufende Störwel-
len. Letztere werden dabei im Wesentlichen durch akustische und turbulente Störungen
der Außenströmung angeregt, erstere durch die Rauheit der Wandoberfläche. Insgesamt
ist für Turbulenzgrade Tu > 0, 5% eher eine dominante Anfachung der schräg laufen-
den Wellen zu erwarten (Bippes 1999), die ähnlich zu den Λ-Strukturen der natürlichen
Transition in turbulente Flecken zerfallen (Schlichting und Gersten 2006). Wie in Ab-
bildung 2.10 (rechts) skizziert, erfolgt der Umschlag der stationären Wirbel i1 hingegen
über eine sekundäre Instabilität i2 , die sich als umlaufender Wirbel auf dem primären
stationären Wirbel mit anschließendem turbulenten Zerfall i3 äußert (Kohama 1987).
In Turbomaschinen spielt die Querströmungsinstabilität für den bisher betrachteten
zweidimensionalen Profilmittenschnitt eine untergeordnete bis keine Rolle. Allerdings
ist im Bereich nahe der Seitenwände durch die Verdrängungswirkungen der Seitenwand-
grenzschichten und der Sekundärströmungswirbel (vgl. Abschnitt 2.1.2) mit einer Quer-
strömungskomponente in der Schaufelgrenzschicht zu rechnen. Eine Querströmungsin-
stabilität der Schaufelgrenzschicht ist somit möglich, allerdings sind Untersuchungen in
der Literatur hierzu nicht bekannt.
Die Seitenwandgrenzschichten in der Schaufelpassage selber weisen ebenfalls hohe
Querkomponenten auf, die unter anderem für die Entstehung des Kanalwirbels ver-
antwortlich sind. Zwar ist die Grenzschicht beim Eintritt in die Schaufelpassage durch
die in der Regel große Lauflänge bereits turbulent, so dass die Transition zunächst keine
Rolle spielt. Allerdings bildet sich nach Ablösung des Kanalwirbels eine neue Grenz-
schicht. Diese ist laminar (Moore und Gregory-Smith 1996) und damit aufgrund der
weiterhin vorhandenen Querströmungskomponenten sensitiv gegenüber Instabilitäten.
Experimentelle Untersuchungen von Vera et al. (2009) deuten darauf hin, dass die Sei-
tenwandgrenzschicht der Richtung der Sekundärbewegung folgend von der Druck- zur
Saugseite umschlägt.
Durch die Interaktion der turbulenten Sekundärströmungswirbel mit der seitenwand-
nahen Schaufelgrenzschicht kann es dort zu einem lokal veränderten, dreidimensionalen
Transitionsverhalten kommen. So zeigen Untersuchungen von Förster et al. (2011), dass
Bereiche hoher Intermittenz auf der Schaufelsaugseite mit den Positionen der Achsen
von Hufeisen-, Kanal- und Eckenwirbel korrelieren und sich mit Bereichen niedriger In-
termittenz abwechseln. Systematische Untersuchungen hierzu existieren allerdings nicht,
so dass die Bedeutung dieses Effekts für die Profilleistung nur schwer abgeschätzt werden
kann.
2.2.6 Einflussgrößen
Wie die vorhergegangene Beschreibung der Transitionsmoden veranschaulicht, ist die
Transition einer Grenzschicht im Grunde ein Stabilitätsproblem. Die zentrale Frage ist
somit, ob Störungen, die auf die laminare oder transitionelle Grenzschicht einwirken,
angefacht oder gedämpft werden. Zwei wesentliche Teilaspekte sind dabei die Stärke
einer Störung sowie die Rezeptivität der Grenzschicht gegenüber dieser Störung. Im
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Folgenden werden die für Turbomaschinen bedeutendsten Einflussgrößen daher kurz
erläutert und hinsichtlich ihrer anfachenden oder dämpfenden Wirkung charakterisiert.
An dieser Stelle sei auch ergänzend auf die Darstellungen von Kožulović (2007) sowie
Schlichting und Gersten (2006) verwiesen, auf der wesentliche Teile dieses Abschnitts
beruhen.
Die Reynolds-Zahl Re gibt das Verhältnis von Trägheitskräften zu viskosen Reibungs-
kräften an, wobei letztere eine dämpfende Wirkung auf Störungen und Instabilitäten
haben. Dementsprechend stellt sich für niedrige Reynolds-Zahlen, bei denen die viskosen
Kräfte dominieren, eine laminare Grenzschicht ein. Mit höheren Reynolds-Zahlen nimmt
die Fähigkeit der Strömung ab, Störungen zu dämpfen, so dass sich tendenziell eher eine
turbulente Grenzschicht einstellt. Neben der mit der Lauflänge gebildeten Reynolds-Zahl
wird in der Betrachtung von transitionellen Grenzschichten meist die mit der Impulsver-
lustdicke Θ gebildete Reynolds-Zahl ReΘ als charakteristische Größe verwende, bei der
die Transition einsetzt. Wie bereits anhand Abbildung 2.7 erläutert wurde, hängt deren
Wert zu Beginn der Transition stark vom Turbulenzgrad der Außenströmung und dem
Beschleunigungsfaktor bzw. dem Druckgradienten ab.
Der Turbulenzgrad der Außenströmung ist eine auf die Grenzschicht einwirkende Stö-
rung und hat dementsprechend grundsätzlich eine anfachende Wirkung. Insbesondere
bei den in Turbomaschinen üblichen Tu > 1% hat er einen dominierenden Einfluss auf
die natürliche und Bypass-Transition. So wird der Transitionsbeginn ReΘt für einen stei-
genden Turbulenzgrad Tu (K =konst.) sukzessive stromaufwärts verschoben. Lediglich
für sehr kleine Turbulenzgrade Tu < 0, 1% überwiegt der Einfluss lokaler Störungen
auf die Instabilität der Grenzschicht (Müller 2001). Auch auf die Transitionslänge, wel-
che als Funktion der Produktion und Ausbreitung turbulenter Strukturen verstanden
werden kann, lässt sich ein Einfluss des Turbulenzgrades feststellen. So steigert sich für
wachsendes Tu die Produktionsrate turbulenter Strukturen, und die Transitionslänge
verkürzt sich. Allerdings ist diese Funktion begrenzt, denn auch für große Außenturbu-
lenzen stellt sich eine endliche Transitionslänge ein. Ein vergleichbarer Einfluss ist auch
auf die ablösungsinduzierte Transition zu beobachten (vgl. Abschnitt 2.2.2).
Während die Druckabnahme einer beschleunigten Strömung stabilisierend wirkt, hat
der Druckanstieg einer verzögerten Strömung einen destabilisierenden Einfluss auf die
Grenzschicht. Dieser Einfluss des Druckgradienten ist unter anderem in diversen experi-
mentellen Untersuchungen dokumentiert (Abu-Ghannam und Shaw 1980, Hourmouzia-
dis 1989, Mayle 1991). Wie Abbildung 2.7 veranschaulicht, verschieben bereits geringe
entgegengesetzte Druckgradienten (K < 0) bei niedrigen Turbulenzgraden den Transiti-
onspunkt ReΘt zu kleineren Werten und somit stromaufwärts. Hervorzuheben ist, dass
dieser Einfluss für steigende Turbulenzgrade immer mehr abnimmt und schließlich keine
Rolle mehr spielt. Der destabilisierende Einfluss eines entgegengesetzten Druckgradien-
ten wird theoretisch ebenfalls durch das Wendepunktkriterium bestätigt.
Wendepunkte im Geschwindigkeitsprofil der Grenzschicht sind nach der Lösung der
Orr-Sommerfeld-Gleichung eine hinreichende Bedingung für das Vorhandensein ange-
fachter Wellen (Rayleigh-Kriterium) und wirken damit destabilisierend (Schlichting und
Gersten 2006). Wie zuvor beschrieben, treten sie unter anderem bei Ablösungen und
Querströmungen auf. Allerdings erlaubt dieses sogenannte Wendepunktkriterium dar-
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über hinaus eine Klassifizierung aller laminaren Grenzschichten, da nach der Grenz-
schichttheorie bei entgegengesetztem Druckgradienten Geschwindigkeitsprofile zwangs-
läufig einen nicht an der Wand liegenden Wendepunkt aufweisen.
Die Stromlinienkrümmung führt an konkaven Oberflächen zur Ausbildung von dreidi-
mensionalen, gegensinnig rotierenden, stationären Taylor-Görtler-Wirbeln in der Grenz-
schicht. Da ihre Rotationsachse ähnlich wie bei den stationären Wirbeln der Querströ-
mungsinstabilität (vgl. Abbildung 2.10) parallel zur Hauptströmungsrichtung verläuft,
stellen sich abermals Geschwindigkeitsprofile mit Wendepunkten ein. Die Grenzschicht
wird somit gegenüber Störungen sensibilisiert, wobei der Einfluss für niedrige Turbulenz-
grade der Außenströmung ausgeprägter ist als bei hohen (Dris und Johnson 2005). An
konvexen Oberflächen hat die auf die Grenzschicht wirkende Zentrifugalkraft hingegen
eine dämpfende Wirkung auf Störungen. Diese ist im Vergleich aber deutlich geringer
als die anfachende Wirkung an konkaven Wänden (Schlichting und Gersten 2006).
Neben dem lokalen Zustand einer Grenzschicht hat auch die Grenzschichthistorie, d.h.
stromaufwärts liegende Ereignisse einen Einfluss auf die Sensitivität gegenüber Störun-
gen an einer spezifischen Position. So konnten Abu-Ghannam und Shaw (1980) empirisch
für natürliche und Bypass-Transition zeigen, dass der Transitionsort in einer verzöger-
ten Grenzschicht mit dem stromaufwärts auftretenden maximalen Druckgradienten und
mit dem minimalen Druckgradienten in einer beschleunigten Grenzschicht korrelieren.
Kožulović (2007) nennt als weiteres Beispiel die Vorderkantenablösung, die zum Um-
schlag einer in Abwesenheit der Ablösung laminaren Profilgrenzschicht führen kann.
Oberflächenrauheiten stellen typischerweise eine Störung der Grenzschicht dar, so dass
durch sie der laminar-turbulente Übergang begünstigt wird. Unterschieden werden dabei
flächenhafte Rauheiten und diskrete Einzelrauheiten. Zu letzteren zählen unter anderem
zylindrische Stolperdrähte, die quer zur Anströmungsrichtung an der Wand angebracht
werden. Für flächenhafte Rauheiten muss eine kritische Mindesthöhe überschritten wer-
den, damit ein Einfluss auf die Transitionslage erkennbar wird (Schlichting und Gersten
2006). Beispiele für die Ausnutzung des Rauheitseinfluss zur Strömungsbeeinflussung in
Niederdruckturbinen werden in Abschnitt 2.3.2 gegeben. Hervorzuheben ist, dass durch
eine geeignete Anordnung von Oberflächenstrukturen Störungen auch gedämpft werden
können. So kann zum Beispiel die Applizierung von Riblets längs zur Anströmungsrich-
tung im Bereich der Λ-Wirbel zu einer Verzögerung der Transition führen (Grek et al.
1996).
Im vorhergegangenen Abschnitt wurde bereits auf die Bedeutung der Instationarität
der Hauptströmung auf das Transitionsverhalten in Turbomaschinen eingegangen. Hier-
zu zählen unter anderem Nachläufe, sich von stromaufwärts liegenden Schaufelreihen
lösende Verdichtungsstöße (Mayle 1991), durch die Potentialwirkung der Schaufeln in-
duzierte Druckschwankungen, aber auch akustische Druckschwankungen (Kanner 1999).
Zusammengefasst gilt, dass sie prinzipiell eine anfachende Wirkung haben und somit die
Transition der Grenzschicht beschleunigen (Kožulović 2007).
Einen Einfluss übt auch der Wärmeübergang zwischen Wand und Grenzschicht aus.
Dabei wirkt ein Wärmestrom von der Wand zur Strömung destabilisierend und von der
Strömung zur Wand stabilisierend. Bei Luft als Medium ist die Bedeutung aufgrund der
geringen Prandtl-Zahl allerdings gering.
20
2.3 Strömungsbeeinflussung in Niederdruckturbinen
Das gleiche gilt bei den in Turbomaschinen üblichen Mach-Zahlen für den Einfluss
der Kompressibilität. Dieser ist, sofern keine Interaktion von Verdichtungsstößen und
der Grenzschicht vorhanden ist, erst im hohen Überschallbereich durch eine zusätzliche
Anfachung von Störungen erkennbar (Schlichting und Gersten 2006).
Schlichting und Gersten (2006) verweisen des Weiteren auf den Einfluss von flexiblen
Wänden auf die Grenzschichttransition. Zwar ist die Aeroelastik von Turbomaschinen
– die Wechselwirkung der Aerodynamik und der Strukturdynamik der Schaufeln – eine
weithin untersuchte Thematik (siehe z.B. Kahl 2002). Systematische Untersuchungen
zum Einfluss auf das Transitionsverhalten der Grenzschicht sind aus dem Turbomaschi-
nenbereich allerdings bisher nicht bekannt.
Neben der in Abschnitt 2.4 betrachteten, transitionsfördernden Auswirkung der Aus-
blasung auf eine laminare oder transitionelle Grenzschicht hat die Absaugung der sel-
bigen einen transitionsverzögernden Einfluss. Die Wirkungsweise beruht im Wesentli-
chen darauf, dass eine dünnere und laminare Grenzschicht stromabwärts der Absaugung
weniger sensitiv gegenüber Störungen ist. Schlichting und Gersten (2006) geben einen
Überblick über die aus der Literatur bekannten Untersuchungen.
2.3 Strömungsbeeinflussung in Niederdruckturbinen
2.3.1 Klassifizierung und Zielsetzung
Die Verluste von hochbelasteten Niederdruckturbinen steigen mit sinkender Reynolds-
Zahl stark an, wie in Abschnitt 2.1 geschildert wurde. Insbesondere bei großen Flughöhen
kann die Reynolds-Zahl aufgrund der geringen Dichte derart niedrig sein, dass die Pro-
filverluste bei Ultra High-Lift Profilen auf über 200% des Auslegungswerts anwachsen
können und auf diese Weise auch der Gesamtwirkungsgrad des Triebwerks gefährdet
ist. Um dem entgegenzuwirken, kann die Strömung so beeinflusst werden, dass die di-
rekt mit dem Verlustverhalten assoziierte saugseitige laminare Ablösung im zeitlichen
Mittel verkleinert wird. Entsprechende Maßnahmen werden daher in der Kategorie der
Ablösungsbeeinflussung zusammengefasst.
Ein Ziel der Ablösungsbeeinflussung ist es typischerweise, der impulsarmen ablöse-
gefährdeten bzw. abgelösten Grenzschicht Impuls zuzuführen. Mögliche Mechanismen
hierfür sind
1. die Zufuhr Fluids hohen Impulses aus einer sekundären Quelle,
2. die Erhöhung der (großskaligen) Durchmischung von impulsarmer Grenzschicht
und impulsreicher Außenströmung oder
3. die Einleitung der Transition der laminaren Grenzschicht stromaufwärts des Ablö-
sepunktes durch Turbulatoren und daraus folgend eine Erhöhung der (kleinskali-
gen) turbulenten Durchmischung. Entsprechende Maßnahmen basieren dabei typi-
scherweise auf einer Manipulation der im vorherigen Abschnitt 2.2.6 beschriebenen
transitionsbeeinflussenden Größen, so dass sie zusätzlich auch in die Kategorie der
Transitionsbeeinflussung zusammengefasst werden.
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Grundsätzlich können alle strömungsbeeinflussenden Maßnahmen entsprechend der
aufzuwendenden Energie in passive und aktive Methoden eingeteilt werden. Die pas-
siven kommen im Gegensatz zu den aktiven Methoden hierbei ohne die Aufwendung
von zusätzlicher Energie aus. Letztere lassen sich darüber hinaus in vorbestimmte und
reaktive Maßnahmen unterteilen, wobei die reaktiven Methoden die zeitaktuelle Bestim-
mung des Strömungszustands als Eingangssignal benötigen. Gad-El-Hak (2006) gibt
einen Überblick über eine Vielzahl der seit langem aus der Tragflügel-Aerodynamik be-
kannten passiven Maßnahmen (z.B. Wirbelgeneratoren und Prandtl’sche Stolperdrähte)
sowie auch der aktiven Ansätze (z.B. Ausblasungen und mechanische Aktuatoren).
Bei der Wahl und der Dimensionierung einer verlustreduzierenden Ablösungsbeein-
flussung ist prinzipbedingt die komplexe Wechselwirkung verschiedener aerodynamischer
Effekte zu berücksichtigen. Ein Turbulator kann so zum Beispiel den Grenzschichtum-
schlag stromaufwärts verschieben, so dass sich einerseits eine weniger ablösegefährdete
turbulente Grenzschicht einstellt und sich damit geringere Druckverluste ergeben. Ande-
rerseits zieht diese gegenüber einer laminaren oder transitionellen Grenzschicht höhere
Reibungsverluste nach sich. Insgesamt ist daher immer der Netto-Effekt einer Maßnah-
me zu bewerten, wobei sich das Verhältnis zwischen verlusterhöhenden und -senkenden
Auswirkungen je nach Strömungszustand ändern kann (vgl. für ein NDT-Profil Martins-
tetter et al. 2010).
Vor dem Hintergrund hoher Zuströmturbulenz, eines weiten gewünschten Reynolds-
Zahl-Bereichs und einer periodisch-instationären Strömung ist die Auslegung einer Ab-
lösungsbeeinflussung in einer Turbomaschine somit ungleich herausfordernder als in der
Tragflügel-Aerodynamik. Hinzu kommt die aufgrund der kleineren Abmaße schwierigere
Applizierbarkeit sowie der zu berücksichtigende Einfluss von Verschmutzungen. Dement-
sprechend liegt der Fokus vieler Untersuchungen zur Ablösungsbeeinflussung in Nieder-
druckturbinen auf dem Verhalten konstruktiv verhältnismäßig robuster Ansätze über




Abbildung 2.11: Zweidimensionale passive Elemente zur Strömungsbeeinflussung
In der Literatur sind umfangreiche Untersuchungen zur Positionierung, Form und
Größe von auf der Niederdruckturbinenschaufel aufgebrachten diskreten Rauheiten do-
kumentiert. Neben zweidimensionalen Stolperdrähten (Lake et al. 2000, Sieverding et al.
2004, Martinstetter et al. 2010) sind insbesondere zweidimensionale Stolperkanten mit
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rechteckigem Querschnitt (Abbildung 2.11) Gegenstand diverser Gitterwindkanal-Studien.
So zeigen unter anderem die Arbeiten von Volino (2003a) sowie Zhang und Hodson
(2005) bei stationärer Zuströmung, dass sich ihre optimale Position auf der Saugseite
eines NDT-Profils zwischen Saugspitze und Ablösepunkt befindet. Die Bezugsgröße ist
hierbei die Hinterkante der Stufe, da sie maßgeblich für die Induktion von Störungen in
der Grenzschicht verantwortlich ist, die wiederum Ausgangspunkt für eine beschleunigte
Transition in der Scherschicht der Ablösung stromabwärts sind. Aufgrund des auf die
scharfe Hinterkante zurückgehenden höheren Störniveaus erweisen sich Rechteckstufen
nach Untersuchungen von Zhang und Hodson (2005) auch als effektiver als gleich hohe
Stolperdrähte. Die optimale Höhe der Rauheit korreliert dabei mit der Reynolds-Zahl
sowie dem Zuströmturbulenzgrad (Volino 2003a) und beträgt nach Zhang und Hodson
(2005) ca. 60% der lokalen Verdrängungsdicke der Grenzschicht, was vergleichbar mit
Ergebnissen der Tragflügel-Aerodynamik ist (Lyon et al. 1997). Während für Reynolds-
Zahlen Re2 < 100.000 so in allen Studien eine erhebliche Verlustreduktion erzielt werden
kann, wird bei höheren Reynolds-Zahlen typischerweise ein deutlich erhöhter Profilver-
lust beobachtet (Volino 2003a, Zhang und Hodson 2005, Himmel et al. 2009, Martins-
tetter et al. 2010). Zurückzuführen ist dies einerseits auf die im unbeeinflussten Fall
geringeren Druckverluste der laminaren Ablöseblase und damit ein geringeres Redukti-
onspotential und andererseits auf die Versperrungswirkung der diskreten Rauheiten. So
verursachen insbesondere sich an der Rauheitshinterkante bildende Ablösungen zusätz-
liche Druckverluste (Himmel et al. 2009).
Untersuchungen in periodisch-instationärer Zuströmung bestätigen dieses grundlegen-
de Verhalten für hohe Reynolds-Zahlen. Für niedrige Reynolds-Zahlen ist das Verlustre-
duktionspotential zwar aufgrund der nachlaufinduzierten Transition geringer, allerdings
wirken sich diskrete Rauheiten im zeitlichen Mittel weiterhin positiv aus (Zhang und
Hodson 2005, Zhang et al. 2006, Himmel et al. 2009, Martinstetter et al. 2010). Die
Untersuchungen von Zhang et al. (2006) deuten allerdings daraufhin, dass eine Verklei-
nerung der beruhigten Zone zwischen zwei Nachläufen durch den Turbulator wegen der
dadurch erhöhten Verluste vermieden werden sollte.
Um neben der turbulenten kleinskaligen auch die großskalige Durchmischung von
Grenzschicht und Außenströmung zu erhöhen, werden dreidimensionale Turbulatoren
eingesetzt, die in der Grenzschicht stationäre kohärente Wirbel in Strömungsrichtung
induzieren. Untersuchungen passiver Elemente umfassen dabei in Spannweitenrichtung
durchgängig zick-zack-förmig angeordnete diskrete Rauheiten mit rechteckigen und kreis-
förmigen Querschnitten (Zhang und Hodson 2005, Himmel et al. 2009) wie auch geo-
metrisch getrennte Wirbelgeneratoren mit konstanten Teilungsabständen. Zu den unter-
suchten Formen zählen sphärische (Sieverding et al. 2004), leitblechartige (Treuren et al.
2002) Generatoren sowie Generatoren mit dreieckiger Querschnittsfläche in Strömungs-
richtung (Martinstetter et al. 2010). Vor allem bei hohen Reynolds-Zahlen erweisen sich
die geometrisch getrennten Wirbelgeneratoren aufgrund der geringeren Versperrungs-
wirkung und den damit geringeren Druckverlusten gegenüber zweidimensionalen und
dreidimensionalen diskreten Rauheiten als vorteilhafter. Für hohe Reynolds-Zahlen kön-
nen so nur geringfügig höhere Verluste als im unbeeinflussten Fall beobachtet werden.
Für niedrige Reynolds-Zahlen erlauben die aus der Literatur bekannten Studien der-
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zeit keine eindeutige Aussage. So werden sowohl höhere (Martinstetter et al. 2010) als
auch niedrigere Verluste (Himmel et al. 2009) im Vergleich mit den zweidimensionalen
Elementen festgestellt.
Aufgrund der Charakteristik der in die Grenzschicht hineinragenden Turbulatoren, bei
hohen Reynolds-Zahlen höhere Profilverluste nach sich zu ziehen, ist in einigen Studi-
en die Turbulatorwirkung von Aussparungen aus dem Schaufelprofil untersucht worden.
Dazu zählen die in Abbildung 2.11 skizzierten, normal zur Hauptströmungsrichtung an-
geordneten Nuten (Himmel et al. 2009, Zhang et al. 2006, Lou et al. 2009) aber auch
Dimples (Rouser et al. 2003, Zhang et al. 2006, Lake et al. 2000). In den genannten Un-
tersuchungen konnten bei einer saugseitigen Applizierung zwischen Saugspitze und Ablö-
sepunkt für beide Ansätze Verlustreduktionen über den gesamten relevanten Reynolds-
Zahl-Bereich nachgewiesen werden, die für niedrige Reynolds-Zahlen vergleichbar mit
denen der diskreten Rauheiten sind. Deren Wirkung beruht dabei auf der Induktion von
Störungen in der wandnächsten Schicht (Lou et al. 2009, Kimura und Tsutahara 1991)
und daraus folgend auf einer stromaufwärts gerichtete Verlagerung des Transitionspunk-
tes. Im Fall der Dimples erfolgt zusätzlich ein Eintrag von kohärenten Wirbeln in die
Hauptströmung (Kimura und Tsutahara 1991, Rivir et al. 2004).
Einen ähnlichen Einfluss konnten Ramesh et al. (2001) sowie Zhang et al. (2006) bei
der Applizierung von spannweitigen Streifen verteilter Rauheit stromaufwärts des Ab-
lösepunktes, Montis et al. (2011) für NDT-Schaufeln mit insgesamt größerer verteilter
Rauheit, sowie Vera et al. (2007) bei fertigungsbedingt verschiedenen Oberflächengüten
beobachten. Abschließend seien an dieser Stelle auch die von Lake et al. (2000) un-
tersuchten parallel zur Hauptströmung ausgerichteten V-förmigen Nuten genannt, die
ebenfalls zu einer Reduktion der Verluste über den gesamten Reynolds-Zahl-Bereich
führen können.
Durchblasungen unter Ausnutzung der Druckdifferenz zwischen Profildruckseite und
Saugseite, die formal auch zu den passiven Methoden der Strömungsbeeinflussung zäh-
len, werden im Folgenden in Abschnitt 2.4 gemeinsam mit den aktiven Ausblasungen
betrachtet.
Zusammengefasst zeigen die in der Literatur dokumentierten Studien, dass mit geeig-
neten passiven Turbulatoren und Wirbelgeneratoren auch unter Berücksichtigung von
periodisch-instationärer Strömung sowie hoher Zuströmturbulenz mit Ultra High-Lift
Profilen Profilverluste auf dem Niveau von High-Lift Profilen realisiert werden können.
Insbesondere normal angeströmte Nuten und Dimples eignen sich für die Anwendung
über den gesamten relevanten Reynolds-Zahl-Bereich. In die Strömung hineinragende
Elemente verursachen eine größere Störung der Grenzschicht und sorgen bei dreidimen-
sionaler Gestaltung durch die Induktion von Wirbeln für eine großskalige Durchmischung
von impulsarmer Grenzschicht und impulsreicher Außenströmung. Beides kann insbeson-
dere bei massiven, offenen Ablösungen wünschenswert sein. Allerdings hat die Versper-
rungswirkung dieser Elemente immer einen Druckverlust zur Folge, der sich je nach
vorhandener Druckverteilung vor allem für Reynolds-Zahlen Re2 > 200.000 negativ auf
den gesamten Profilverlust auswirken kann. Vor diesem Hintergrund sind aktive Maß-
nahmen, deren Einfluss betriebspunktabhängig geregelt werden kann, eine überlegene
Option.
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2.3.3 Aktive Methoden
Wie die passiven Elemente zielen auch nahezu alle in der Literatur dokumentierten akti-
ven Ansätze bei hochbelasteten Niederdruckturbinenprofilen darauf, die saugseitige Ab-
löseblase mittels der stromaufwärts Verlagerung des Transitionspunktes zu verringern.
In vielen Fällen wird dies kombiniert mit der Induktion kohärenter stationärer Wirbel
in Strömungsrichtung zur Erhöhung der großskaligen Durchmischung. Ein großer Teil
der bekannten Untersuchungen widmet sich dabei stationären und instationären Aus-
blasungen. Ein detaillierter Überblick über wesentliche Ergebnisse in der Literatur sowie
über die Wirkungsweise von stationären Ausblasungen erfolgt im nächsten Abschnitt,
so dass im Folgenden zunächst ausschließlich die nicht-ausblasenden aktiven Methoden
betrachtet werden.
Eine Reduktion der Profilverluste um bis zu 50% für niedrige Reynolds-Zahlen und
eine Verringerung der saugseitigen Ablöseblase konnten Sieverding et al. (2004) mit
betriebspunktabhängig regelbaren, an passive Elemente angelehnte Oberflächenmodifi-
kationen nachweisen. So untersuchten sie zum einen eine mittels Formgedächtnislegie-
rungen steuerbare, zweidimensionale Stolperkante und zum anderen aufblasbare, dreidi-
mensionale Wirbelgeneratoren. Die Leistungsfähigkeit beider Ansätze war dabei nahezu




Abbildung 2.12: Schematischer Aufbau eines Plasma-Aktuators nach Rizzetta und Vis-
bal (2008) und Huang et al. (2006a)
Über die Regelung passiver Elemente hinaus geht die Applizierung plasmabasierter
Aktuatoren. Wie in Abbildung 2.12 skizziert, basieren diese Aktuatoren auf einer dielek-
trischen Barriereentladung, die zur Bildung von wandnahem Plasma in der Strömung
führt. Dieses bewirkt eine wandparallele elektrostatische Körperkraft, die proportional
zur Stärke des elektrischen Feldes und der Ladungsdichte ist. Die Körperkraft führt
wiederum zu einer Beschleunigung des wandnahen impulsarmen Fluids, so dass sich ein
Wandstrahl mit turbulenter Charakteristik bildet (Jacob et al. 2005, Huang et al. 2006a).
Untersuchungen an generischen Testfällen zeigen, dass laminare Ablöseblasen ver-
ringert werden können, wenn die stationäre Körperkraft durch den Aktuator in Strö-
mungsrichtung sowohl stromaufwärts des Ablösepunktes (Jacob et al. 2005) als auch
stromabwärts in der Ablöseblase eingebracht wird (Boxx et al. 2006). Gitterwindkanal-
studien an NDT-Profilen bestätigen dies (Jacob et al. 2005, List et al. 2003, Huang et al.
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2006a, Rizzetta und Visbal 2007), so dass eine deutliche Reduktion der Profilverluste
beobachtet werden kann. Im Rahmen von zwei numerischen Studien zeigten Rizzetta
und Visbal (2007) sowie Rizzetta und Visbal (2008) und in einer Gitterwindkanalstu-
die Huang et al. (2006b) des Weiteren, dass eine gepulste Einbringung der Körperkraft
aufgrund der Induktion von kohärenten Wirbelstrukturen und der daraus resultierenden
höheren Durchmischung effektiver als eine stationäre ist. Wird die Körperkraft statio-
när oder gepulst entgegen der Strömungsrichtung eingebracht, steigt die Effektivität
nochmals. Zurückzuführen ist dies auf eine größere Störung der Grenzschicht und deren
unmittelbar eingeleitete Transition.
Gegenüber anderen aktiven Maßnahmen der Strömungsbeeinflussung zeichnen sich die
Plasma-Aktuatoren durch den Verzicht auf komplexe mechanische und pneumatische
Bauteile sowie durch einen geringen Energiebedarf aus. Allerdings sind Untersuchungen
über einen weiten Reynolds-Zahl-Bereich sowie zur Wirksamkeit und Haltbarkeit der
elektrischen Bauteile unter Hochgeschwindigkeitsbedingungen und im typischen Tempe-
raturbereich von Turbomaschinen in der Literatur bisher nicht bekannt.
Dies gilt ebenso für die Beeinflussung der laminaren Grenzschicht mittels periodisch in
Spannweite parallel zur Strömungsrichtung angeordneter wandbündiger beheizter Strei-
fen (Yurchenko und Rivir 2000). Die durch die Erwärmung der Grenzschicht entste-
henden Auftriebskräfte induzieren hierbei kohärente Wirbel in Strömungsrichtung ähn-
lich der Görtler-Instabilität. Wie numerisch und experimentell anhand eines generischen
Testfalls durch Yurchenko und Rivir (2000) gezeigt wird, können diese Wirbel durch
turbulente und großskalige Durchmischung eine Ablösung ähnlich wie ein Wirbelgene-
rator unterdrücken. Untersuchungen an turbomaschinennahen Testfällen sind für diese
Beeinflussungsmaßnahme allerdings bisher nicht bekannt.
Eine Sonderstellung nimmt das hier abschließend zu nennende Vorgehen von Byerley
et al. (2003) ein, da es ohne einen Turbulator auskommt. Vielmehr wird mithilfe einer
regelbaren Gurney Flap nahe der Hinterkante auf der Druckseite des benachbarten Profils
die Druckverteilung der Saugseite so verändert, dass die Ablöseblase auch für sehr kleine
Reynolds-Zahlen verschwindet. Zwar wird auf diesem Weg sogar die Umlenkung des
Profils erhöht, allerdings können die Profilverluste in der Summe nicht gesenkt werden.
2.4 Aus- und Durchblasungen
2.4.1 Charakterisierung von Ausblasungen
Die Ausblasung eines Fluids in die Strömungsgrenzschicht um ein aerodynamisches Pro-
fil zur Beeinflussung dessen Leistung ist historisch gesehen erstmals in der Tragflügel-
Aerodynamik eingesetzt worden. So existieren umfangreiche Untersuchungen sowie ana-
lytische Betrachtungen zur tangentialen Ausblasung aus einem Schlitz in die ablösege-
fährdete Grenzschicht an hoch umlenkenden Klappenflügeln, über die Schlichting und
Gersten (2006) einen Überblick geben. Eine Erweiterung hiervon stellt die Ausblasung
mit Übergeschwindigkeit unter einem Winkel zur Profilsehne direkt an der Hinterkante
eines Profils dar, wodurch ebenfalls eine höhere Umlenkung und damit ein höherer Auf-
trieb des Profils erzielt werden kann. Diese sogenannte Strahlklappe ist dabei allerdings
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Abbildung 2.13: Definition der Ausblasungswinkel nach Postl (2005)
der Kategorie der Zirkulationsbeeinflussung zuzuordnen, die von der im Fokus dieser Ar-
beit stehenden Ablösungsbeeinflussung zu unterscheiden ist. Übertragen wurden beide
Ausblasungskonzepte auf Turbomaschinen erstmals im Bereich des Verdichters (Clark
und Ordway 1959, Brocher 1961, Fottner 1976), bei dem sie auch heute noch Gegenstand
der Forschung sind (Guendogdu et al. 2008, Vorreiter et al. 2012). Die Anwendung auf
Turbinenströmungen erfolgte seitens der NASA für die Rotorbeschaufelung durch Lue-
ders (1967) und für die Statorbeschaufelung durch Bettner (1968).
Im Gegensatz zur tangentialen Schlitzausblasung, die in guter Näherung ein zweidi-
mensionales Strömungsfeld nach sich zieht (Thomas 1962), verursacht die Ausblasung
aus diskreten Bohrungslöchern unter einem Verdrehwinkel θ und einem Nickwinkel φ zur
Hauptströmung (Abbildung 2.13) ein hochgradig dreidimensionales Strömungsfeld. Die-
ses zeichnet sich imWesentlichen durch die im folgenden Abschnitt beschriebenen und für
einen Ausblasungstrahl in der Querströmung typischen Wirbel aus, die auch ursächlich
für die in der englischsprachigen Literatur gebräuchliche Benennung Vortex Generating
Jet (VGJ) sind. Im Hinblick auf die Anwendung in Turbomaschinen stellen VGJ die
fertigungstechnisch einfachere und konstruktiv robustere Variante dar, für die auch um-
fangreiche Vorerfahrungen aus der Filmkühlung in Hochdruckturbinen-Stufen existieren.
Neben den Ausblasungswinkeln sind die wesentlichen geometrischen Auslegungsparame-
ter eines VGJ der Bohrungsdurchmesser (D/l), der Bohrungsabstand (J/D) in spann-
weitiger Richtung (Bohrungsteilung) sowie die axiale Bohrungsposition.
Für die Quantifizierung des ausgeblasenen Massenstroms existieren in der Literatur
diverse dimensionslose Kenngrößen, die entweder die Volumenströme (Horstmann et al.
1984), die Massenströme, den Impuls (Fottner 1976) oder die Stromdichten (Postl 2005)
von Ausblasungsstrahl und Außenströmung ins Verhältnis setzen. Abgeleitet aus Arbei-
ten zur Filmkühlung (McGovern und Leylek 2000) ist dabei letzterer der in Niederdruck-
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wobei der Index jet Größen am Austritt des Strahls anzeigt und sich der Index ∞ auf
die entsprechenden Größen am Grenzschichtrand der Außenströmung an der Position
der Ausblasung im nicht beeinflussten Fall bezieht. Da die Dichteunterschiede zwischen
Außenströmung und Strahl in vielen Untersuchungen klein sind, wird die Blasrate des
Öfteren auch als Verhältnis der Geschwindigkeiten angegeben. Der zeitliche Verlauf des
ausgeblasenen Massenstroms erlaubt zusätzlich eine Einteilung in stationär (kontinuier-
lich) und instationär ausblasende VGJ. Die in der Literatur dokumentierten Untersu-
chungen mit instationären VGJ lassen sich darüber hinaus in gepulst ausblasende und
in sogenannte synthetic jet bzw. zero-massflow Konfigurationen unterteilen, bei denen
alternierend ausgeblasen und abgesaugt wird.
Die Bewertung der Effektivität von VGJ-Ausblasungen erfolgt üblicherweise anhand
des zwischen Ein- und Austritt des Profils unter konservativer Mittelung der Eingangs-
größen (Amecke 1967) gebildeten integralen Totaldruckverlusts
ζm =
pt,1,m − pt,2,m
pt,1,m − p1,m . (2.6)




pt,1,m − p1,m (2.7)
berücksichtigen, sind bereits durch Brocher (1961) entwickelt worden und wurden unter
anderem von Ludewig et al. (2011) auf Ausblasungen in einer Niederdruckturbinenkas-
kade angewendet. Der korrigierte Totaldruck am Eintritt pt,1,m,korr berechnet sich hierbei






Sofern Profildruckverteilungen oder Strömungsfeldmessungen zur Verfügung stehen, ist
zusätzlich eine lokale Bewertung anhand der Größe des Ablösungsbereichs üblich. Ent-
scheidende Vergleichsgrößen sind darüber hinaus zum einen die minimale Blasrate Bmin,
für die eine Verbesserung der Profilleistung erreicht wird, und zum anderen die optimale
Blasrate Bopt, bei der die maximale Verbesserung erzielt wird.
Da in einem Triebwerk der Ausblasungsmassenstrom als Zapfluft aus einer strom-
aufwärts liegenden Stufe entnommen werden muss und damit nicht als arbeitsfähiger
Massenstrom in den folgenden Stufen bis zur Einblasung zur Verfügung steht, ist ne-
ben der isolierten, rein aerodynamischen Bewertung des einzelnen Profils im Hinblick
auf die Applizierung in einem Triebwerk auch die thermodynamische Gesamtbilanz zu
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betrachten. Einen Indikator für diese Bewertung stellt das Verhältnis von Ausblasungs-








dar. Hierbei bezeichnet Njet die Anzahl der Ausblasungsbohrungen, Ajet die Bohrungs-
querschnittsflächen sowie ρjet die Dichte und Ujet und die Geschwindigkeit am Strahl-
austritt. Für den Massenstrom der Zuströmung wird das Produkt aus Profilteilung tP
und der die Ausblasungsbohrungen umfassende Schaufelhöhenbereich des Profils hVGJ
als Referenzfläche herangezogen. Für die im weiteren Verlauf der Arbeit detaillierter be-
trachtete T161-Kaskade mit der Ausblasungskonfiguration des Typs 1 (Abschnitt 6.1)
beträgt cm ≈ 0, 003 bei einer stationären Blasrate von B = 1. Auf eine detailliertere
Betrachtung wird aufgrund der aerodynamischen Fragestellung der vorliegenden Arbeit
im weiteren Verlauf verzichtet.
2.4.2 Diskrete Ausblasungen in hochbelasteten
Niederdruckturbinen
Unter dem Namen „Blasturbulator“ erfolgte der erstmals dokumentierte Einsatz dis-
kreter Ausblasungen durch Pfenninger (1946) sowie Horstmann und Quast (1981) und
Horstmann et al. (1984) in der Tragflügelaerodynamik. In den beiden letztgenannten
Arbeiten wurden stationäre Ausblasungen normal zur Hauptströmungsrichtung (Ver-
drehwinkel θ = 0°; Nickwinkel φ = 90°; Bohrungsdurchmesser D/l = 0, 0012; Bohrungs-
teilung J/D = 26, 67; Ausblasungsposition x/l = 0, 78; Blasrate B ≈ 0, 1) erfolgreich
zur Reduktion einer laminaren Ablöseblase am Hinterkantenklappenflügel und daraus
folgend zur Senkung des Profilwiderstands über einen weiten Reynolds-Zahl-Bereich ein-
gesetzt (Re1 = 0, 1 · 106...2 · 106). Die Untersuchungen führten zur Patentierung dieser
pneumatischen Turbulatoren (Quast und Horstmann 1982) und bildeten den Ausgangs-
punkt für die erstmalige Applizierung auf Niederdruckturbinenprofilen durch Hoheisel
(1985). Durchblasungen von der Druck- zur Saugseite ( Verdrehwinkel θ = 0°; Nick-
winkel φ = 90°) zeigten gegenüber Stolperdrähten und dreidimensionalen Wirbelgene-
ratoren hier über den gesamten Reynolds-Zahl-Bereich (Re2 = 70.000...700.000) das
größte Potential zur Reduktion der laminaren Ablöseblase und der mit ihr assoziierten
Verluste. Die ersten systematischen Untersuchungen zu stationären VGJ-Ausblasungen
in einer hochbelasteten Niederdruckturbinenkaskade erfolgten durch Bons et al. (1999).
Mit Ausblasungen (Verdrehwinkel θ = 90°; Nickwinkel φ = 30°) innerhalb der saug-
seitigen laminaren Ablöseblase über mehrere triebwerksrelevante Reynolds-Zahlen sowie
Zuströmturbulenzgrade konnte oberhalb einer Mindestblasrate (B ≥ 0, 6) eine Verklei-
nerung der Ablösung und damit einhergehend eine Reduktion der Nachlaufverluste um
über 50% gegenüber dem unbeeinflussten Profil erzielt werden. Ausgehend von dieser
Arbeit wurden für hochbelastete Niederdruckturbinen eine Vielzahl von jeweils verschie-
denen Fragestellungen bezüglich des Einflusses von Geometrie- und Betriebsparametern
untersucht. In Tabelle A.3 im Anhang wird ein chronologischer Überblick über einen
Großteil der Studien und die variierten Parameter gegeben.
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Abbildung 2.14: Skizze der T161-Kaskade mit Ausblasungen (Geometrie verzerrt), Posi-
tionen der Messebenen am Ein- und am Austritt der Schaufelreihe (1, 2
und 2∗) sowie Schaufelhöhenpositionen der Profildruckbohrungsreihen
(zT1 und zT2)
Hervorzuheben aus diesen Studien sind die experimentellen Arbeiten von Ludewig
et al. (2011) und Ludewig (2011), die die einzig in der offenen Literatur verfügbaren,
systematischen Untersuchungen über einen weiten Betriebspunktbereich bei triebwerks-
nahen hohen Geschwindigkeiten (Ma2,is = U2,is/a = 0,6) sind. Beide Arbeiten betrachten
in Gitterwindkanalstudien das T161-Profil, welches aufgrund seiner durch die hohe Tei-
lung (tP/l = 0, 96) bedingten hohen Zweifel-Zahl Zw = 1,20 und seiner Belastung im
hinteren Bereich für niedrige Reynolds-Zahlen (Re2,is ≤ 70.000) im unbeeinflussten Fall
eine nicht wiederanlegende laminare Ablösung auf der Saugseite und dementsprechend
hohe Verluste aufweist. Für strömungsbeeinflussende Maßnahmen (in diesem Betriebs-
punktbereich) ist das Profil somit besonders geeignet (Ludewig et al. 2010). Ludewig
et al. (2011) sowie Ludewig (2011) untersuchten das T161 daher mit zwei Ausblasungs-
konfigurationen - Typ 1 nahe der Saugspitze bei xax/lax = 0, 63 und Typ 2 ca. 50%
zwischen Saugspitze und Ablösepunkt bei xax/lax = 0, 67. Abbildung 2.14 zeigt eine
Skizze der geometrischen Anordnung. Die Ausblasung erfolgt bei beiden Typen statio-
när in Strömungsrichtung mit einem Verdrehwinkel von θ = 0° und einem Nickwinkel
von φ = 45° über mehrere Blasraten B = 0, 4...2, 4. Anhand von Profildruckverteilungen
und Umfangstotaldruckverteilungen im Nachlauf des Profils werden die verschiedenen
Konfigurationen untereinander und gegenüber einem geringer belasteten, unbeeinflussten
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High-Lift Basisprofil kleinerer Teilung (tP,ref/lref = 0, 8) verglichen. Letzteres repräsen-
tiert heute in Triebwerken eingesetzte NDT-Profile.
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Abbildung 2.15: Optimale Blasraten (links) und relative integrale Totaldruckverlus-
te bei periodisch-instationärer Zuströmung (rechts) als Funktion der
Reynolds-Zahl nach Ludewig et al. (2011)
In stationärer wie periodisch-instationärer Zuströmung kann Ludewig (2011) für bei-
de Ausblasungskonfigurationen gegenüber dem unbeeinflussten T161 eine signifikan-
te Verkleinerung der saugseitigen Ablösung und eine Reduktion der integralen Total-
druckverluste auch für Blasraten B ≈ 0, 5 feststellen. Nur für hohe Reynolds-Zahlen
(Re2,is ≥ 200.000) verursachen beide Ausblasungskonfigurationen leicht höhere Verluste
als das unbeeinflusste T161-Profil (Abbildung 2.15 rechts). Eine hinsichtlich der Ablö-
sungsreduktion optimierte Blasrate steigt mit sinkender Reynolds-Zahl exponentiell an
(Abbildung 2.15 links). Allerdings ist dieser Anstieg des Ausblasungsmassenstroms für
niedrige Reynolds-Zahlen (Re2,is < 70.000) durch das Sperren der Bohrungslöcher be-
grenzt. Für sehr hohe Reynolds-Zahlen (Re2,is > 400.000), bei denen keine Ausblasung
nötig ist (B = 0), üben die Bohrungslöcher hingegen eine passive Turbulatorwirkung
auf die Grenzschicht aus, so dass sich gegenüber einer glatten Schaufel die Verluste
geringfügig erhöhen (vgl. T161 glatt mit T161 B = 0 in Abbildung 2.15 rechts).
Da in periodisch-instationärer Zuströmung das Impulsdefizit der Grenzschicht durch
die zusätzliche Störung geringer ist (vgl. Abschnitt 2.2.3 zu periodisch-instationärer
Transition), sind die optimalen Blasraten Bopt ebenfalls erheblich geringer als im statio-
nären Fall (Abbildung 2.15 links). Zusätzlich kann eine Abhängigkeit von der Ausbla-
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sungsposition zugunsten des sich in geringerem Abstand zum Ablösepunkt befindlichen
Typs 2 beobachtet werden.
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Abbildung 2.16: Mit dem Teilungsverhältnis korrigierte relative integrale Totaldruckver-
luste bei stationärer (links) und periodisch-instationärer Zuströmung
(rechts) als Funktion der Reynolds-Zahl nach Ludewig et al. (2011)
Wie Abbildung 2.15 (rechts) veranschaulicht, liegen die Profilverluste aller T161-Kon-
figurationen (mit und ohne Ausblasung) über den gesamten Reynolds-Zahl-Bereich ober-
halb des geringer belasteten Basisprofils. Um im Hinblick auf die Applikation in einer
Turbomaschine eine Vergleichbarkeit beider Auslegungskonzepte herzustellen, müssen
die unterschiedlichen Teilungsabstände (Schaufelzahlen pro Stufe) berücksichtigt wer-
den. Ludewig et al. (2011) schlagen daher eine Korrektur der integralen Totaldruckver-
luste mit dem Verhältnis der Teilungen tP,ref/tP vor. In stationärer Zuströmung können
so über den gesamten Reynolds-Zahl-Bereich für das T161 mit optimierter Ausblasung
geringere korrigierte Verluste als für das Basisprofil beobachtet werden (beispielhaft für
Typ 2 in Abbildung 2.16 links). Der Vergleich mit dem passiven Wirbelgenerator nach
Martinstetter et al. (2010) (T161 WG) verdeutlicht zusätzlich die Überlegenheit der
aktiven, regelbaren Ausblasung gegenüber einer rein passiven Maßnahme.
Bei periodisch-instationärer Zuströmung und Reynolds-Zahlen Re2,is < 200.000 ist der
positive Effekt der Ausblasung gegenüber den anderen Konfigurationen zwar insgesamt
geringer, aber immer noch vorhanden (beispielhaft für Typ 1 in Abbildung 2.16 rechts).
Für Re2,is ≥ 200.000 ist allerdings ein differenzierteres Verhalten zu beobachten. So
weisen das Basisprofil sowie das T161-Profil mit und Ausblasung im aerodynamischen
Auslegungspunkt (Re2,is = 200.000) nahezu identische Verluste auf, während der passive
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Wirbelgenerator demgegenüber zu einer Reduktion der integralen Verluste führt. Für
Re2,is = 400.000 übersteigen die Verluste der Wirbelgenerator-Konfiguration wiederum
die der anderen Konfigurationen und die Ausblasungskonfiguration verfügt in diesem
Betriebspunkt über kleinere Verluste als das Basisprofil sowie geringfügig höhere als
das T161-Profil ohne Ausblasung. Der Vergleich der Ergebnisse des T161 mit und ohne
Ausblasung erlaubt daher die Schlussfolgerung, dass für Re2,is ≥ 200.000 Ausblasungen
auf Ultra High-Lift Profilen nicht eingesetzt werden sollten, da sie zu keiner weiteren
Reduktion der integralen Profilverluste führen. Auf Grundlage der Ergebnisse der Aus-
blasungskonfiguration in Relation zum Basisprofil kann allerdings geschlossen werden,
dass es unter Einsatz von stationären VGJ möglich ist, in Niederdruckturbinen über den
gesamten triebwerksrelevanten Reynolds-Zahl-Bereich mit Ultra High-Lift Profilen das
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Abbildung 2.17: Skizze der T165-Kaskade mit Durchblasungen (Geometrie verzerrt) und
Schaufelhöhenposition der Profildruckbohrungsreihen
Da die durch ein Sekundärluftsystem gespeisten Ausblasungen des T161 einen zu-
sätzlichen Aufwand hinsichtlich Konstruktion, Fertigung und Ausfallsicherheit für ein
Triebwerk nach sich ziehen würden, untersuchte Ludewig (2011) das alternative Konzept
einer Ausblasung unter Ausnutzung des Druckgradienten zwischen Saug- und Druckseite
eines Profils. Bei dieser Durchblasung wurde das ebenfalls vom Basisprofil unter leich-
ter Erhöhung der Belastung abgeleitete T165-Profil eingesetzt, welches gegenüber dem
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T161 allerdings eine geringere Teilung (tP/l = 0, 84) und eine Belastung im mittleren
Bereich aufweist. So kann beim T165 für niedrige Reynolds-Zahlen (Re2,is ≤ 100.000)
nicht der für Ultra High-Lift Profile typische massive Anstieg der Profilverluste und die
Ausbildung einer nicht wiederanlegenden laminaren Ablösung auf der Saugseite beob-
achtet werden. Da das T165 als dünne Vollschaufel ausgeführt ist, bildet sich hingegen
druckseitig eine über 50% der axialen Sehnenlänge erstreckende Ablöseblase. Die Un-
tersuchungen umfassen zwei Durchblasungstypen, mit denen spannweitig alternierend
5% der axialen Sehnenlänge stromaufwärts des Ablösepunktes bei xax/lax = 0, 75 in die
saugseitige Grenzschicht eingeblasen wird. Die Einblasung durch Typ A erfolgt dabei
spannweitig (Verdrehwinkel θ = 90°; Nickwinkel φ = 35°) und durch Typ B in Strö-
mungsrichtung (Verdrehwinkel θ = 0°; Nickwinkel φ = 35°). Abbildung 2.14 zeigt eine
Skizze der geometrischen Anordnung. Aufgrund der (zu) geringen Belastung des Profils
(Zw = 1, 0) können beide Ausblasungskonfigurationen die Profilverluste nicht (weiter)
senken, sondern führen durch die Störung der Grenzschicht und zusätzliche Mischungs-
verluste über den gesamten Reynolds-Zahl-Bereich, bei stationärer wie instationärer Zu-
strömung, zu höheren Verlusten als im unbeeinflussten Fall. Die Verluststeigerung durch
Typ A fällt dabei höher aus als durch Typ B.
Anhand des gegenüber dem T165 höher belasteten T106C-Profils (tP/l = 0, 96; Zw
= 1, 30) und anderer Durchblaseströmungsführung zeigen Himmel und Hodson (2009)
bei periodisch-instationärer Zuströmung und verschiedenen Turbulenzgraden der Zuströ-
mung, dass Durchblasungen (Bohrungsteilung J/D = 10; Verdrehwinkel θ = 0°; Nick-
winkel φ = 22°) zwischen Saugspitze und Ablösepunkt für niedrige Reynolds-Zahlen
(Re2,is ≤ 100.000) sehr wohl die Profilverluste verringern können. Allerdings treten für
höhere Reynolds-Zahlen abermals höhere Verluste auf. Eine Verringerung der Bohrungs-
teilung (J/D = 2, 5) führt sogar über den gesamten Reynolds-Zahl-Bereich zu einer
Verlusterhöhung. Aufgrund der in der Literatur vorhandenen Daten ist derzeit noch kei-
ne abschließende systematische Bewertung des Durchblasungskonzepts gegenüber einer
reinen Ausblasung möglich, da keine Untersuchungen beider Konzepte auf vergleichbar
belasteten und geeigneten Profilen existieren. So weist das T106C- gegenüber dem T161-
Profil eine Belastung im mittleren Bereich des Profils auf, so dass ein mit dem T161
vergleichbarer Verlustanstieg des unbeeinflussten Profils für niedrige Reynolds-Zahlen
nicht auftritt.
Einen unmittelbaren Vergleich beider Konzepte erlauben lediglich die Untersuchun-
gen von Schumann (2010) bei denen VGJ erstmalig in einer dreistufigen Versuchstur-
bine eingesetzt wurden. In der experimentellen Arbeit wurde der hochbelastete Stator
2 (NMT-Profil mit tP/l = 1, 05 und Zw = 1, 46) der Turbine mit zwei Ausblasungs-
(Verdrehwinkel θ = 0°; Nickwinkel φ = 45°) und einer Durchblasungskonfiguration (Ver-
drehwinkel θ = 0°; Nickwinkel φ = 90°) versehen, die gegenüber der unbeeinflussten
Referenz bewertet wurden. Insgesamt konnte Schumann (2010) für Blasraten B < 1, 5
eine Verlusterhöhung und erst für B ≥ 1, 5 eine signifikante Verkleinerung der saugseiti-
gen Ablöseblase und damit einhergehend eine Verringerung der Profilverluste beobach-
ten. Die Durchblasung, mit der sich eine Blasrate von B ≈ 0, 37 einstellt, konnte somit
keinen positiven Einfluss auf die Grenzschicht ausüben. Die im Vergleich zu den Unter-
suchungen von Bons et al. (1999) sowie Ludewig (2011) benötigten hohen Blasraten sind
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dabei vermutlich auf die gewählte Profilierung des Stators zurückzuführen. Das Profil ist
vergleichbar dem T106C im mittleren Bereich belastet, womit das Verlustreduktionspo-
tential des Stators insgesamt geringer als bei einem im hinteren Bereich belasteten Profil
mit entsprechend nicht wiederanlegenden laminaren Ablösungen ist (T161, Pack-B).
Wie durch Tabelle A.3 im Anhang verdeutlicht wird, widmet sich eine große Zahl
der publizierten Studien neben der stationären der instationären, gepulsten Ausblasung.
Gegenüber den stationären VGJ erzielen diese eine gleichgroße Ablösungs- und Verlust-
reduktion im relevanten Reynolds-Zahl-Bereich (Re2,is ≤ 100.000) für eine Größenord-
nung geringere mittlere Blasraten (Bons et al. 2001). Die benötigte Blasrate sinkt dabei
für steigende Pulsfrequenzen (Volino et al. 2011). Bei Einsatz entsprechender Senso-
rik können gepulste VGJ darüber hinaus mit den Nachläufen stromaufwärts liegender
Schaufelreihen synchronisiert werden (Bloxham et al. 2009), um im zeitlichen Mittel eine
optimale Reduktion der Profilverluste zu erzielen.
Im Gegensatz zur stationären Ausblasung beruht der physikalische Wirkmechanismus
von gepulsten Ausblasungen im Wesentlichen auf beim An- und Abschaltvorgang des
Ausblasungspulses induzierten, wirbelbehafteten Störungen in der Grenzschicht (Bons
et al. 2001, Postl 2005). Da diese Wirbelstrukturen stärker als die bei stationären Ausbla-
sungen auftretenden kohärenten Wirbel (Abschnitt 2.4.4) sind, ist eine stärkere Durch-
mischung von Grenzschicht und Außenströmung sowie eine beschleunigte Grenzschicht-
transition zu beobachten (Bons et al. 2001).
Ein Minimum hinsichtlich des aufzuwendenden Ausblasungsmassenstroms ( ¯˙mjet = 0)
stellen Synthetic-Jet-Konfigurationen dar. Wie die experimentellen Untersuchungen von
Volino (2003b) anhand eines hochbelasteten Pack-B-Profils zeigen, kann mit dieser alter-
nierend einsaugenden und ausblasenden Beeinflussung im zeitlichen Mittel ebenfalls eine
erheblich Verkleinerung der Ablösung und der Profilverluste erreicht werden. Mit dem
ausgeblasenen Puls geht dabei abermals eine Energetisierung der Grenzschicht durch die
Einleitung der Transition einher.
Trotz der im Hinblick auf den Ausblasungsmassenstrom insgesamt hohen Effektivi-
tät sind instationäre VGJ in Niederdruckturbinen derzeit nur von rein akademischen
Interesse, denn eine Applizierung in Triebwerken ist aufgrund der konstruktiven und
regelungstechnischen Komplexität sowie der zu gewährleistenden Ausfallsicherheit erst
in einem zweiten Schritt nach der Umsetzung von stationären VGJ zu erwarten. Die
folgenden Darstellungen beschränken sich daher auf stationäre VGJ-Ausblasungen.
2.4.3 Einflüsse auf die Effektivität stationärer diskreter
Ausblasungen
Anhand der bereits vorgestellten Ergebnisse und der darüber hinaus umfänglich vor-
handenen Literatur (Abschnitt A im Anhang) zu stationären VGJ wird deutlich, dass
deren Wirksamkeit in Niederdruckturbinen von einer Reihe von Auslegungs- und Be-
triebspunktparametern abhängig ist. Im Folgenden werden die wesentlichen Größen und
deren Einfluss zusammenfassend kurz erläutert.
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Profilbelastung
Um unter Verwendung von stationären VGJ geringere Profilverluste pro Schaufel als
mit einer heutigen Profilierung zu erzielen, ist unter Ausnutzung einer langen laminaren
Laufstrecke eine saugseitige Belastung des Profils im hinteren Bereich bei gleichzeitig
großen Zweifel-Zahlen Zw & 1, 1 von Vorteil (Ultra High-Lift Profile Pack-B, L1A, U2
und T161). Dies führt für niedrige Reynolds-Zahlen (Re2 ≤ 70.000) und deaktivierten
VGJ zu offenen, nicht wiederanlegenden laminaren Ablösungen im diffusiven Bereich der
Saugseite. Durch Einsatz der VGJ kann diese bereits mit geringen Blasraten (B < 1)
verkleinert und eine Reduktion der Profilverluste um über 50% erzielt werden. Insge-
samt wird so ein Profilverlust pro Stufe auf dem Niveau eines High-Lift Profils kleinerer
Teilung erreicht (Bons et al. 1999, Ludewig 2011). Bei Profilen geringerer Zweifel-Zahl
Zw < 1, 1 (High-Lift Profil T165) oder einer Belastung im mittleren Bereich (Ultra
High-Lift Profile T106C, NMT und L1M) treten für niedrige Reynolds-Zahlen keine ver-
gleichbar massiven, offenen Ablösungen und damit stabilere Grenzschichtzustände auf,
so dass insgesamt höhere minimale Blasraten notwendig sind, um die Ablösung im hin-
teren Bereich des Profils und damit die Profilverluste weiter zu reduzieren (Volino et al.
2009, Schumann 2010, Ludewig 2011).
Zuströmbedingungen
Für sinkende Reynolds-Zahlen steigt durch die anwachsende laminare Ablösung und das
damit verbundene Impulsdefizit der Grenzschicht das Potential für die Verlustreduktion
durch VGJ (Horstmann et al. 1984). Dementsprechend steigt die Blasrate, mit der eine
maximale Verkleinerung der Ablösung erzielt werden kann, exponentiell an (Ludewig
2011). Dieses Verhalten kann auch bei periodisch-instationärer Zuströmung beobachtet
werden, allerdings wird die maximale Verkleinerung der Ablösung bereits für kleinere
Blasraten als in stationärer Zuströmung erreicht. Das Reduktionspotential ist aufgrund
der zusätzlichen periodisch-instationären Transitionseinflüsse geringer, so dass Ausbla-
sungen für Re2 ≥ 200.000 sogar zu einer nachteiligen Steigerung der Profilverluste auf-
grund von zusätzlichen Mischungsverlusten führen können (Ludewig et al. 2011). Für
höhere Turbulenzgrade der Zuströmung kann ebenfalls ein vermindertes Reduktionspo-
tential festgestellt werden, wobei zusätzlich eine schnellere Dissipation der kohärenten
Ausblasungswirbel beobachtet werden kann (Olson et al. 2005).
Ausblasungsposition
Im Hinblick auf eine minimal benötigte Blasrate Bmin, um die saugseitige Ablösung zu
reduzieren, gibt es nur eine schwache Abhängigkeit von der Ausblasungsposition, sofern
die Ausblasung zwischen Saugspitze und Ablösepunkt erfolgt (Ludewig 2011). Wird in
der Ablöseblase ausgeblasen, steigt die minimal benötigte Blasrate stark an (Abbildung
2.18). Ein schwächerer Anstieg ist bei Ausblasungen stromaufwärts der Saugspitze zu
beobachten, der auf das Dissipationsverhalten der ausblasungsinduzierten Wirbel zu-
rückzuführen ist (Compton und Johnston 1992, Sondergaard et al. 2002b, McQuilling
und Jacob 2004). Um zusätzlich eine lange, unbeeinflusste laminare Grenzschicht zu
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Abbildung 2.18: Minimale effektive Blasrate als Funktion der Ausblasungsposition nach
Sondergaard et al. (2002b) ( i1 experimentelle Saugspitze B = 0; i2 po-
tentialtheoretische Saugspitze; i3 Ablösepunkt)
erhalten und so turbulente Reibungs- und Mischungsverluste zu minimieren (siehe Ab-
schnitt 2.4.4), sollte der Abstand zwischen Ausblasung und Ablösepunkt möglichst gering
gewählt werden (Horstmann und Quast 1981).
Bohrungsgröße und -teilung
Bei konstanter Bohrungsteilung J/D ist hinsichtlich der minimal benötigten Blasra-
te kein signifikanter Einfluss des Bohrungsdurchmessers festzustellen (Schumann et al.
2006). Allerdings steigt mit wachsendem BohrungsdurchmesserD der Wandabstand zwi-
schen Ausblasungstrajektorie und Wand, so dass für sehr große D keine Interaktion von
Strahl und Grenzschicht mehr gewährleistet ist (Abschnitt 2.4.4). Kleine Bohrungsdurch-
messer bei festem J/D erweisen sich aufgrund des geringeren benötigten Ausblasungs-
massenstroms zusätzlich in der Gesamtbilanz als vorteilhafter. Für kleinere Bohrungs-
teilungen J/D kann aufgrund der Interaktion der einzelnen Ausblasungsstrahlen eine
erhebliche Verringerung der minimal benötigten Blasrate beobachtet werden. Sie sind
somit im Hinblick auf einen geringen Ausblasungsmassenstrom ebenfalls zu bevorzugen.
Ausblasungswinkel
Wie im folgenden Abschnitt 2.4.4 beschrieben, üben die Ausblasungswinkel einen erheb-
lichen Einfluss auf die Strahltrajektorie, die Wirbelentstehung und den ausblasungsin-
duzierten Transitionsprozess aus. Eine vergleichende Studie und quantitative Bewertung
hinsichtlich der Wirksamkeit bei der Ablösungsbeeinflussung in Niederdruckturbinen ist
derzeit aber nicht bekannt.
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Blasrate
Mit anwachsender Blasrate steigt sowohl der aus einer sekundären Quelle zugeführte
Impuls als auch die Stärke der induzierten kohärenten Wirbel, die für eine großskali-
ge Durchmischung von Außenströmung und Grenzschicht verantwortlich sind (vgl. Ab-
schnitt 2.4.4). Dementsprechend ist mit steigender Blasrate auch eine Verkleinerung der
laminaren Ablöseblase zu beobachten. Allerdings kann der Ausblasungsstrahl für sehr
große Blasraten die Grenzschicht durchstoßen, so dass wieder eine Abnahme der Wirk-
samkeit zu beobachten ist (Olson et al. 2005). Ludewig (2011) zeigt, dass die optimale
Blasrate anhand des Impulsdefizits der Grenzschicht abgeschätzt werden kann.
2.4.4 Physikalische Wirkungsweise stationärer diskreter
Ausblasungen
Im Hinblick auf die im Fokus dieser Arbeit stehende industrielle Auslegung von VGJ-
Konfigurationen in Niederdruckturbinen mittels numerischer Strömungssimulationen ist
sicherzustellen, dass der Einfluss der verschiedenen Parameter auf die VGJ-Effektivität
in den Simulationen (zumindest) relativ zueinander korrekt wiedergegeben wird. Dies
erfordert wiederum, dass die zugrunde liegenden physikalischen Wirkungsweisen in der
Simulation abgebildet werden. Für die Ablösungsbeeinflussung betrifft dies alle Mecha-
nismen des Impulstransports zwischen Grenzschicht, Strahl und Außenströmung. Im
Folgenden werden daher die drei wesentlichen Wirkungsweisen der VGJ im Detail be-
trachtet:
1. die Zufuhr von Fluid mit hohem Impuls durch den Ausblasungsstrahl,
2. die Durchmischung von impulsarmer Grenzschicht und impulsreicher Außenströ-
mung durch großskalige, kohärente Wirbelstrukturen und
3. die Einleitung der Transition und die damit durch Turbulenz erhöhte Durchmi-
schung.
Trajektorie
Die Zufuhr von Fluid mit hohem Impuls zur Grenzschicht durch einen VGJ ist mit der
Kernströmung des Strahls und somit mit dessen Trajektorie – dem Pfad der Orte höchs-
ter Geschwindigkeit im Strahlquerschnitt – verknüpft. Während die Trajektorie für eine
wandparallele, tangentiale Ausblasung unmittelbar der Wand folgt und so eine optimale
Zufuhr des sekundären Impulses zur Grenzschicht gewährleistet, ist dies für Ausbla-
sungen φ > 0° nicht der Fall. Allerdings lässt sich die Trajektorie für Ausblasungen
aus diskreten Bohrungen in eine Querströmung, die in der englischsprachigen Literatur
üblicherweise auch als Jet in Crossflow (JiC) bezeichnet werden, anhand empirischer
Korrelationen abschätzen. Als Funktion der Blasrate B, des Nickwinkels φ und des Boh-
rungsdurchmessers D gilt für die Trajektorie bei gleicher Dichte von Außenströmung
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Abbildung 2.19: Trajektorien eines runden Ausblasungsstrahls bei Querströmung in po-
sitive x-Richtung als Funktion von Nickwinkel φ (links) und Blasrate
B (rechts) bei einem Verdrehwinkel θ = 0°














Obwohl auf empirischen Daten basierend, die eine druckgradientenfreie Querströmung
und eine ebene, krümmungsfreie Wandoberfläche aufweisen, ermöglicht die Korrelation
in erster Näherung auch eine Analyse des Einflusses der Eingangsparameter auf die
Strahltrajektorie eines einzelnen VGJ auf einem Turbomaschinenprofil.
Wie die beispielhaften Auswertungen von Gleichung (2.10) in Abbildung 2.19 ver-
anschaulichen, wird der Ausblasungsstrahl für alle betrachteten Winkel und Blasraten
bereits direkt nach Austritt aus der Bohrung durch den Impuls der Querströmung in des-
sen Richtung umgelenkt. Allerdings stellt sich auch weit stromabwärts der Ausblasungs-
position (für große x/D) keine wandparallele Trajektorie ein. Für steigende Nickwinkel
und steigende Blasraten vergrößert sich, aufgrund des steigenden vertikalen Impulses des
Strahls, an einer beliebigen festen Position stromabwärts der Ausblasung der Abstand
zwischen Trajektorie und Wand. Die selbe Tendenz kann in den absoluten Größen für
steigende Durchmesser der Ausblasungsbohrung beobachtet werden.
Für Ausblasungen mit einem Verdrehwinkel θ = 90° zur Hauptströmung stellt sich ein
vergleichbares Verhalten wie für θ = 0° ein. Allerdings steigt für größere Blasraten die
Eindringtiefe des Strahls nicht nur normal zur Wand, sondern auch wandparallel normal
zur Hauptströmung (Eldredge und Bons 2004). Ein entgegengesetzter Druckgradient
erhöht beide Eindringtiefen zusätzlich. Eine Wandkrümmung hat je nach steigender oder
fallender Wandkontur in Strömungsrichtung eine sinkende oder steigende Eindringtiefe
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normal zur Wand zur Folge.
Im Hinblick auf eine optimale, wandnahe Zufuhr von Fluid aus einer sekundären Quel-
le zur impulsarmen Grenzschicht sind somit kleine Nickwinkel, kleine Bohrungsdurch-
messer und geringe Blasraten zu wählen. Während der Nickwinkel konstruktions- und
fertigungsbedingt nicht beliebig klein gewählt werden kann, führen geringe Blasraten
auch zu einem impulsärmeren sekundären Fluid, was dem eigentlichen Ziel der Strö-
mungsbeeinflussung entgegen läuft. Vor diesem Hintergrund bleibt festzuhalten, dass
die tangentiale (Schlitz-)Ausblasung bezüglich der reinen Zufuhr von sekundärem im-
pulsreichen Fluid den JiC-/VGJ-Konfigurationen überlegen ist. Allerdings verursachen
letztere, wie im Folgenden beschrieben, zusätzlich eine erhöhte Durchmischung von im-
pulsarmen und impulsreichen Gebieten der Strömung, so dass sie auch für Blasraten
B < 1 effektiv sind.
Wirbelstrukturen
1. Hufeisenwirbel 3. Nachlaufwirbel







Abbildung 2.20: Charakteristische Wirbel eines runden Ausblasungsstrahls quer zur
Hauptströmungsrichtung nach Haas et al. (1992)
Die Ausblasung aus einer diskreten Bohrung in eine Querströmung führt zur Bildung
umfangreicher Sekundärströmungen, bei denen im Wesentlichen vier charakteristische
Wirbelstrukturen unterschieden werden (Margason 1993). In Abbildung 2.20 sind diese
für eine Ausblasung aus einem runden Bohrungsloch normal zur Anströmung (φ = 90°)
skizziert:
1. Stromaufwärts und um den Strahl kann sich ein sogenannter Hufeisenwirbel bilden.
Wie in den Randzonen von Schaufelgittern (Abschnitt 2.1.2) ist für die Entstehung
des Wirbels der Totaldruckgradient in der ausgebildeten Grenzschicht verantwort-
lich. Dieser hat bei Auftreffen der Grenzschicht auf den Strahl am Staupunkt einen
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zur Wand gerichteten Gradienten des statischen Drucks zur Folge, der wiederum
bei ausreichender Größe eine Strömung zur Seitenwand induziert. Die Strömung
rollt sich so in der Grenzschicht unterhalb des Staupunktes zu einem Wirbel auf,
der durch die Hauptströmung lateral um den Strahl herum transportiert wird. In
der Grenzschicht entsteht so ein Wirbel mit zwei Ästen, deren Rotationsachsen
parallel zur Hauptströmungsrichtung sind.
2. An der Scherschicht zwischen Strahl und Querströmung kann sich außerdem eine
dünne instationär umlaufende Wirbelschicht (hier nicht bildlich dargestellt) als
Folge einer Kelvin-Helmholtz-Instabilität bilden (Fric und Roshko 1994).
3. Stromabwärts des Strahls zwischen Wand und Strahl können periodisch-instati-
onäre, normal zur Wand gerichtete, tornadoartige Wirbelstrukturen beobachtet
werden. Im Gegensatz zu der Umströmung eines zylindrischen Festkörpers bilden
sich diese Nachlaufwirbel nicht aus der Wirbelstärke der Grenzschicht des um-
strömten Zylinders bei deren Ablösung. Bei der Umströmung des zylindrischen
Strahls bleibt die Querströmung vielmehr an diesem angelegt, so dass der ent-
gegengesetzte Druckgradient direkt stromabwärts des Strahls zur Ablösung der
Querströmungsgrenzschicht an der Wand an beiden Seiten des Strahls führt. Die
Nachlaufwirbel bilden sich somit aus der Wirbelstärke der Wandgrenzschicht, wo-
bei die Frequenz der Wirbelentstehung aufgrund der direkten Interaktion mit dem
Strahl von der Blasrate abhängt (Fric und Roshko 1994).
4. Im Strahl selber entsteht ein gegenläufig rotierendes, großskaliges Wirbelpaar, wel-
ches üblicherweise als Nierenwirbel bezeichnet wird. In der Literatur werden ver-
schiedene Ursachen für dessen Entstehung diskutiert. Zum einen führt die durch
die Strahlbeugung auftretende Zentrifugalkraft zu einer Druckdifferenz zwischen
Strahlunter- und oberseite und somit zu einer Sekundärströmung im Strahl (Küge-
ler 2004). Vergleichbar zur Entstehung der Sekundärströmung in Rohrbögen (Ber-
ger et al. 1983) kann dementsprechend eine Verknüpfung des Wirbelpaars mit
der Wirbelstärke der Grenzschicht in der Ausblasungsbohrung beobachtet werden
(Tyagi und Acharya 2003). Der Nierenwirbel ist gegenüber den anderen Struktu-
ren insgesamt die stärkste und daher stromabwärts die am spätesten dissipierende
Wirbelstruktur.
Während der Nachlauf eines JiC durch ein Impuls- und Totaldruckdefizit gekenn-
zeichnet ist und die Scherschichtwirbel insbesondere für eine Durchmischung von Strahl
und Querströmung sorgen, führen die kohärenten, stationären Hufeisen- und Nieren-
wirbel zu der bei der Strömungsbeeinflussung der hochbelasteten NDT erwünschten
erhöhten Durchmischung von Außenströmung und Grenzschicht. Wie in Abbildung 2.21
stromabwärts einer Ausblasung dargestellt, wird entsprechend des Drehsinns der Wirbel
einerseits impulsreiches Fluid zur Wand hin- und andererseits impulsarmes Fluid von
der Wand weg transportiert. Durch die Steigerung der Blasrate kann dieser Fluidtrans-
port durch die sich ebenfalls (linear) erhöhende maximale Wirbelstärke der Wirbelpaare
(Compton und Johnston 1992, Walthers und Leylek 2000, Postl 2005) zusätzlich gestei-
gert werden (Abbildung 2.22 links bei x/D = 20). Hinzu kommt der geringere dissipative
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Abbildung 2.21: Fluidtransport in der Grenzschicht durch stationäre kohärente Wirbel-
paare stromabwärts der Ausblasung
Einfluss der Wand auf die Nierenwirbel stromabwärts x/D = 20 aufgrund des anhand
der Trajektorien in Abbildung 2.19 (rechts) erkennbaren größeren Wandabstands des
Strahls bei höheren Blasraten (Walthers und Leylek 2000).
Wenngleich eine Variation des Winkels zur Wand φ für eine Ausblasung in Strömungs-
richtung nicht zu einer grundsätzlichen Veränderung der Wirbelstrukturen führt, bildet
sich bei lateraler Anstellung für steigendes θ > 0° sukzessive ein starker und ein schwa-
cher Ast der Wirbelpaare (Compton und Johnston 1992, McGovern und Leylek 2000).
Der Vergleich der Abbildungen 2.24 und 2.25 verdeutlicht diese Beobachtung. Gegenüber
der Ausblasung in Strömungsrichtung steigt die maximale Wirbelstärke des gegenläufig
rotierenden Wirbelpaares dabei stark an (Abbildung 2.22 rechts), wobei ein Maximum
für 45°≤ θ < 90° erreicht wird (Compton und Johnston 1992). Vor dem Hintergrund
der damit einhergehenden erhöhten Durchmischung von Grenzschicht und Außenströ-
mung werden VGJ mit θ ≥ 45° daher insbesondere für die Strömungsbeeinflussung von
Ablösungen turbulenter Grenzschichten eingesetzt.
Zusätzlich zu Blasrate und Ausblasungswinkel übt auch die Bohrungsteilung und die
Form des Bohrungsloches einen Einfluss auf die Wirbelstrukturen und insbesondere auf
die Nierenwirbel aus. So führt bei entsprechend geringer Teilung (J/D ≈ 3) der durch
benachbarte Wirbel induzierte Auftrieb zu einem weiteren Abheben des Strahls und
einer deutlichen Interaktion benachbarter Strahlen. Durch eine lateral diffusive, fächer-
förmige (engl. fan-shape) Gestaltung des Bohrungslochaustritts können die Nierenwirbel
hingegen einerseits stark abgeschwächt und andererseits die beiden Kerne eines Nieren-
wirbels lateral weiter voneinander entfernt werden, so dass der Abstand des Strahls zur
Wand insgesamt geringer bleibt als für eine zylindrische Bohrung (Hyams und Leylek
2000).
Neben den vier beschriebenen Wirbelstrukturen können je nach Gestaltung des Se-
kundärluftsystems zusätzliche Wirbelstrukturen auftreten. So kann bei der Anströmung
der Ausblasungsbohrung aus dem beruhigten Plenum ein weiteres Wirbelpaar entste-
42
2.4 Aus- und Durchblasungen
0 50 100 150 200








0 0 50 100 150 200












Abbildung 2.22: Maximale Wirbelstärke in Strömungsrichtung stromabwärts einer VGJ-
Ausblasung bei x/D = 0 als Funktion der Blasrate B (links) und des
Verdrehwinkels θ (rechts) nach Compton und Johnston (1992)
hen, welches im Nierenwirbel aufgeht. In Filmkühlungsanwendungen ist es außerdem
üblich, ein Wirbelpaar mit zum Nierenwirbel entgegengesetzter Drehrichtung in der
Ausblasungsbohrung gezielt hervorzurufen, welches die Hauptnierenwirbel und damit
die Trajektorie näher zur Wand drückt (Kügeler 2004).
Ausblasungsinduzierte Transition der Grenzschicht und Turbulenz
Mit dem Hufeisenwirbel und dem gegenläufig rotierenden Wirbelpaar treten in einer
durch die Ausblasung beeinflussten laminaren Grenzschicht Wirbel auf, deren Rotati-
onsachsen weitestgehend parallel zur Hauptströmungsrichtung sind. Ähnlich zu den in
Abschnitt 2.2 geschilderten Instabilitäten an gepfeilten Tragflügeln und an konkaven
Oberflächen (Görtler-Wirbel) liegen somit Querströmungskomponenten in der Grenz-
schicht vor, deren Geschwindigkeitsprofile einen Wendepunkt aufweisen (vgl. Abbildung
2.10). Zusätzlich entwickelt sich zwischen Außenströmung und Kernströmung des Aus-
blasungstrahls aufgrund der in der Regel auftretenden Geschwindigkeitsdifferenzen eine
Scherschicht, so dass auch in Hauptströmungsrichtung ein Geschwindigkeitsprofil mit
Wendepunkt auftritt (vgl. Abbildung 2.20). Ausgehend von diesen primären Instabili-
täten ist nach dem Rayleigh-Kriterium (vgl. Abschnitte 2.2.6 und 3.4.1) daher strom-
abwärts ein Auftreten sekundärer Instabilitäten und ein Umschlag der Grenzschicht zu
erwarten.
Bereits Pfenninger (1946) sowie Horstmann und Quast (1981) beobachteten dement-
sprechend in ersten Untersuchungen mit VGJ anhand von Anstrichbildern und mit dem
Stethoskop stromabwärts der Ausblasungen normal zur Wand (Verdrehwinkel θ = 0°;
Nickwinkel φ = 90°; Blasrate B ≈ 0, 1) keilförmige Turbulenzflecken. Wie in Abbil-
dung 2.23 (links) zeigt, bilden sich diese nicht unmittelbar, sondern in gewissem Ab-
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Abbildung 2.23: Anstrichbild eines Tragflügels mit Blasturbulatoren aus Horstmann und
Quast (1981) (links) und Formfaktor H12 qualitativ reproduziert aus
Horstmann et al. (1984) (rechts)
stand stromabwärts der Ausblasungslöcher aus und führen, wie anhand des Formfaktors
H12 in Abbildung 2.23 (rechts) zu erkennen ist, zu einer Unterdrückung der laminaren
Ablöseblase und einem vorzeitigen Umschlag der Grenzschicht. Laminare Bereiche der
Grenzschicht sind hierbei durch Formfaktoren H12 ≈ 2, 6 und turbulente Bereiche durch
H12 ≈ 1, 4 gekennzeichnet (Schlichting und Gersten 2006).
In umfangreichen Strömungsfeldmessungen wiesen Eldredge und Bons (2004) einen
vergleichbaren Verlauf des Formfaktors für gleiche Reynolds-Zahlen mit Ausblasungen
quer zur Hauptströmungsrichtung (Verdrehwinkel θ = 90°; Nickwinkel φ = 30°; Blasra-
te B = 0...4) für Grenzschichten des hochbelasteten Pack-B NDT-Profils, einer flachen
Platte mit einer Pack-B Druckverteilung und einer flachen Platte ohne Druckgradien-
ten nach. Sie schlossen daraus, dass es sich hierbei unabhängig von Druckgradient und
Oberflächenkrümmung um eine allgemeingültige Auswirkung von VGJ-Ausblasungen
in laminaren Grenzschichten handeln muss. Folglich kann, wie Mayle (1991) zeigt, ein
entsprechendes Verhalten auch anhand eines erhöhten Wärmeübergangs zwischen Strö-
mung und Profiloberfläche stromabwärts von Filmkühlungen schräg zur Wand aber in
Richtung der Hauptströmung (Verdrehwinkel θ = 90°; Nickwinkel φ = 30°) selbst in
Bereichen mit einer beschleunigten dünnen Grenzschicht nahe der Profilvorderkante be-
obachtet werden.
Während Ausblasungen als Auslöser einer Instabilität der laminaren Grenzschicht
somit als gesichert angesehen werden können, stellt sich die Frage nach den zugrun-
de liegenden strömungsphysikalischen Vorgängen insbesondere in Wechselwirkung mit
der laminaren Ablöseblase auf einem hochbelasteten Niederdruckturbinenprofil. Wie die
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Abbildung 2.24: Draufsicht der Isoflächen des λ2-Wirbelkriteriums nach Jeong und Hus-
sain (1995) bei vertikaler Ausblasung (Verdrehwinkel θ = 0°; Nickwinkel
φ = 90°) in Abhängigkeit der Blasrate (aus Postl 2005)
direkten numerischen Simulationen von Postl (2005) an einer flachen Platte mit Pack-
B Druckverteilung (Re1 = 25.000) und einer Ausblasung ca. 10 Bohrungsdurchmesser
stromaufwärts der Ablöselinie zeigen, besteht eine Abhängigkeit der Strömungsphysik
von der Blasrate und dem Ausblasungswinkel. So führt deren Variation unmittelbar zu
der bereits beschriebenen Veränderung der auftretenden kohärenten Wirbelstrukturen,
in deren Folge sich auch der stromabwärts auftretende Transitionsprozess einstellt. Für
Ausblasungen normal zur Hauptströmungsrichtung (Verdrehwinkel θ = 0°; Nickwinkel
φ = 90°) kann als Funktion der Blasrate das in Abbildung 2.24 dargestellte Verhalten
beobachtet werden:
1. Für niedrige Blasraten um B = 0, 3 bildet sich direkt an der Ausblasungsstelle
das gegenläufig rotierende Wirbelpaar, welches aber wenige Bohrungsdurchmes-
ser stromabwärts bereits dissipiert. Im Bereich hoher Stromlinienkrümmung nahe
der Ablöselinie der Grenzschicht werden die kohärenten longitudinalen Wirbel al-
lerdings wieder angefacht, so dass sie abermals beobachtet werden können. Eine
Stabilitätsanalyse legt den Schluss nahe, dass eine Görtler-Instabilität hierfür ur-
sächlich ist. Weiter stromabwärts schlägt die Grenzschicht ausgehend von diesen
longitudinalen Wirbeln in Form von instationär auftretenden Haarnadelwirbeln
um.
2. Für Blasraten von B = 1, 0 erfolgt der Umschlag vergleichbar wie für niedrige-
re Blasraten. Allerdings dissipiert das gegenläufig rotierenden Wirbelpaar nicht
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unmittelbar stromabwärts der Ausblasung sondern bleibt vielmehr auch über die
Ablöselinie der Grenzschicht hinaus erhalten. Die anschließende Ausbildung der
Haarnadelwirbel als Kennzeichen der Grenzschichttransition wird hierbei durch ei-
ne Instabilität der longitudinalen Wirbel verursacht, die auch bei Görtler-Wirbeln
beobachtet werden kann.
3. Für Blasraten B = 1, 5...2, 0 bildet sich neben dem gegenläufig rotierenden Wirbel-
paar auch ein gegenüber den niedrigeren Blasraten stärkerer Hufeisenwirbel aus.
Beide kohärenten Wirbelstrukturen führen zu einem gesteigerten Transport Fluids
hohen Impulses der Außenströmung zur Wand, so dass sich zwischen den longi-
tudinalen Wirbeln eine neue, nicht-abgelöste Grenzschicht bildet. Während für
B = 1, 5 so stromabwärts der Ausblasung nur ein Umschlag der Strömung lateral
zwischen den Ausblasungen beobachtet werden kann, bilden sich für B = 2, 0 in et-
wa zehn Bohrungsdurchmesser stromabwärts der Ausblasungsposition ringförmig
um die longitudinalen Wirbel umlaufende instationäre Wirbel.
Untersuchungen unter einem Nickwinkel zur Profiltangente von φ < 90° bestätigen qua-
litativ die Beobachtungen, die Postl (2005) für φ = 90° gemacht hat. So wiesen zum
einen Fawcett et al. (2012) im Rahmen von experimentellen Filmkühlungsuntersuchun-
gen für B ≥ 1, 0 die umlaufenden, instationären Wirbel nach. Tyagi und Acharya (2003)
zeigten zum anderen mittels LES, dass sich die Haarnadelwirbel für B = 1, 0 aus dem
gegenläufig rotierenden Wirbelpaar bilden.
Abbildung 2.25: Draufsicht der Isoflächen des λ2-Wirbelkriteriums nach Jeong und Hus-
sain (1995) bei angewinkelter Ausblasung (Verdrehwinkel θ = 90°; Nick-
winkel φ = 30°) in Abhängigkeit der Blasrate (aus Postl 2005)
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Für lateral angewinkelte Ausblasungen (Verdrehwinkel θ = 90°; Nickwinkel φ = 30°)
ist nach Postl (2005), wie in Abbildung 2.25 dargestellt, insgesamt eine schwächere Ab-
hängigkeit des Transitionsprozesses von der Blasrate zu beobachten. So führt die Ausbla-
sung quer zur Hauptströmungsrichtung für Blasraten B = 0, 3...1 zu einer größeren und
in Spannweitenrichtung asymmetrischen Störung der Grenzschicht in Form der sich aus-
bildenden kohärenten Wirbel. Der Umschlag der Grenzschicht erfolgt daraufhin weiter
stromaufwärts und spannweitig über einen größeren Bereich als für VGJ-Ausblasungen
normal zur Hauptströmungsrichtung. Das Transitionsende manifestiert sich abermals in
der Bildung von Haarnadelwirbeln. Für höhere Blasraten B = 1, 5...2, 0 bleibt dieses
Verhalten grundsätzlich erhalten, allerdings führt der sich ausbildende einseitige Huf-
eisenwirbel auf seiner aufwärts gerichteten Seite zu einer weiteren Destabilisierung der
ablösegefährdeten Grenzschicht durch Zufuhr von Fluid niedrigen Impulses.
Vor dem Hintergrund der einleitend des Abschnitts beschriebenen Ähnlichkeit zwi-
schen dem Umschlagverhalten dreidimensionaler Grenzschichten durch Görtler-Wirbel
und Querströmungsinstabilitäten auf der einen, sowie der ausblasungsinduzierten Tran-
sition (insbesondere für Verdrehwinkel θ = 0°) auf der anderen Seite, ist auch eine
vergleichbare Rezeptivität gegenüber Störeinflüssen zu erwarten. Insbesondere durch die
Turbulenzgrade von Zuströmung und Ausblasungsstrahl sowie durch die Rauheit der
Wände ist eine Beeinflussung des Transitionsverlaufs denkbar (vgl. Abschnitt 2.2.5). Al-
lerdings sind Untersuchungen für VGJ-Ausblasungen in der Literatur hierzu bisher nicht
bekannt. So sind auch die Simulationen von Postl (2005) mit einem idealisiert niedrigen
Störungsniveau durchgeführt worden. Bemerkenswert sind vor diesem Hintergrund die
Untersuchungen von Kohama et al. (1991) zur Instabilität longitudinaler Wirbelpaare
in dreidimensionalen Grenzschichten. Die durch Ausblasungen (Verdrehwinkel θ = 0°;
Nickwinkel φ = 90°; Blasraten B ≈ 0, 005...0, 035) erzeugten longitudinalen Wirbel wer-
den akustisch in Resonanzfrequenzen so angeregt, dass sich die auch durch Postl (2005)
bei hohen Blasraten beobachteten umlaufenden sekundären Wirbel auf den primären
longitudinalen Wirbeln bilden.
Zusammenfassend bleibt festzuhalten, dass es derzeit keine quantitative empirische
Datenbasis gibt, um den ausblasungsinduzierten Transitionsbeginn und -verlauf mit in
Turbomaschinen auftretenden Störeinflüssen (Druckgradient, Turbulenzgrad, Rauheiten,
Schall) zu korrelieren, wie es zum Beispiel für die Bypass-Transition möglich ist. Die
selbe Problematik besteht für die Korrelation mit den Auslegungsparametern einer VGJ-
Ausblasung wie Blasrate, Ausblasungswinkel und Ausblasungsposition.
Abschließend sei an dieser Stelle darauf verwiesen, dass das turbulente Spektrum des
Ausblasungsstrahls bzw. der Grenzschicht unmittelbar stromabwärts der Ausblasung
eine starke Richtungsabhängigkeit (Anisotropie) aufweist (Gustafsson und Johansson
2006). Insbesondere aus Filmkühlungsuntersuchungen ist bekannt, dass dies einen Ein-
fluss auf den Wärmeübergang zur Wand sowie die laterale Ausbreitung des Strahls (Tao
et al. 2009) und somit auch auf den Impulstransport ausübt. Für eine detailliertere
Analyse sei an dieser Stelle auf die genannte Literatur verwiesen.
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3 Numerische Strömungssimulation
Für die numerischen Strömungssimulationen dieser Arbeit wird der vom Institut für An-
triebstechnik des Deutschen Zentrums für Luft- und Raumfahrt (DLR) für Turboma-
schinenanwendungen entwickelte Strömungslöser TRACE (Turbomachinery Research
AerodynamicComputational Environment) verwendet. Im folgenden Kapitel werden die
wesentlichen Grundgleichungen, numerischen Verfahren, Randbedingungen sowie Model-
lierungen vorgestellt, die im Rahmen dieser Arbeit Anwendung finden. Die Schwerpunkte
liegen auf der Modellierung von Turbulenz und Transition sowie auf einer Klassifizierung
und Bewertung der Fehler und Unsicherheiten.
3.1 Erhaltungsgleichungen
Den Ausgangspunkt für die mathematische Modellierung und die Simulation von Strö-






























dar. Für die Herleitung der hier in ihrer konservativen Form angegebenen Gleichungen
aus einem ortsfesten infinitesimal kleinen Fluidelement sei auf die umfangreich vorhan-
dene Literatur (Ferziger und Perić 2008, Spurk und Aksel 2007, Anderson, Jr. 1995)
verwiesen.
Unter Annahme eines Newton’schen Fluids kann mittels der Stoke’schen Hypothese
und unter Abspaltung des Drucks der Spannungstensor mit














modelliert werden. Wird des Weiteren als einzig vorkommende Körperkraft die Schwer-
kraft
ki = gi (3.5)
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angenommen und werden beide Beziehungen in die Erhaltungsgleichungen (3.1) - (3.3)
eingesetzt, ergeben sich die sogenannten Navier-Stokes-Gleichungen. Da der Einfluss der
Schwerkraft auf die Strömung in einer Turbomaschine allerdings von untergeordneter
Bedeutung ist, wird der entsprechende Term in Gl. (3.2) im Folgenden nicht mehr be-
rücksichtigt.
3.2 Zustandsgleichungen
Um das System der Erhaltungsgleichungen zu schließen, werden zusätzliche konstitu-
ierende Gleichungen benötigt. Hierfür kann in guter Näherung das Fluid als ideales,
kalorisch perfektes Gas betrachtet werden, so dass die Relation
p = ρRsT (3.6)
gilt. Da die Simulationen im Rahmen dieser Arbeit mit Luft durchgeführt werden, gilt
im Folgenden für die spezifische Gaskonstante Rs = 287, 06 J/kg K. Die dynamische Vis-











bestimmt werden - mit den entsprechenden Konstanten für Luft:
TS = 110 K T0 = 273 K µ0 = 1, 7198 · 10−5 Pa s (3.8)
Für die innere Energie wird der Ansatz
e = cvT (3.9)
mit cv = 717, 65 J/kg K verwendet. Das molekulare, diffusive Wärmeleitungsverhalten
wird mittels des Fourier’schen Ansatzes







mit der konstanten Prandtl-Zahl Pr = 0, 72 und der spezifischen Wärmekapazität
cp = 1004, 71 J/kgK modelliert.
3.3 Turbulenz
Wie nahezu alle technisch relevanten Strömungen sind auch die Strömungen in Turboma-
schinen turbulent. So bilden größere laminare Bereiche wie die saugseitige Grenzschicht
von Niederdruckturbinen-Profilen (siehe Kapitel 2.1) die Ausnahme und sind nicht die
Regel. Für die Simulation solcher Strömungen ist es daher unabdingbar, die Turbu-
lenz der Strömung zu berücksichtigen. Da turbulente Strukturen grundsätzlich dreidi-















Abbildung 3.1: Energiespektrum isotroper Turbulenz und dessen Auflösung durch nume-
rische Strömungssimulationen nach Wilcox (2006), Scholz et al. (2009),
Pope (2011)
Diese sogenannte Direkte Numerische Simulation (DNS) erfordert dabei sowohl die
räumliche wie auch die zeitliche Auflösung des gesamten turbulenten Spektrums. Das
Spektrum ist in Abbildung 3.1 anhand der Spektralfunktion der turbulenten Energie
E als Funktion der Wellenzahl der turbulenten Wirbel κT dargestellt. Es wird durch
das integrale turbulente Längenmaß lT auf der einen und der Kolmogorov Länge der
kleinsten Wirbel lK auf der anderen Seite charakterisiert. Auffällig ist, dass sich ein
Großteil der Energie im Produktionsbereich bei kleinen Wellenzahlen, also großen Wir-
beln konzentriert und für steigende Wellenzahlen stark abnimmt. Während die Energie
der großen turbulenten Wirbel aus der Hauptströmung gespeist wird, wird die turbulen-
te kinetische Energie im Inertialbereich im Wesentlichen von großen auf kleinere Wir-
bel übertragen, womit ein Anstieg der lokalen Geschwindigkeitsgradienten aufgrund der
immer kleinräumigeren Schwankungsbewegungen einhergeht. Im anschließenden Dissi-
pationsbereich führt dies zu einer dominierenden Wirkung der molekularen Viskosität
des Fluids, mithin also zu einer hohen turbulenten Dissipation und einer Umwandlung
der turbulenten kinetischen in innere Energie. Die kleinsten Wirbel können nach Kol-
mogorov dimensionsanalytisch daher als eine Funktion der kinematischen Viskosität ν
und der spezifischen turbulenten Dissipation  bestimmt werden (Herwig 2006, Wilcox






























deutlich wird, sinkt lK hierbei mit steigender Reynolds-Zahl Re. Für eine DNS der T161-
Kaskade (siehe Abschnitt 6.3.2) auf einem aktuellen Hochleistungsrechner hätte dies
für eine Reynolds-Zahl von Re = 200.000 (Designpunkt) eine Gesamtrechenzeit von
ca. 260 Jahren zur Folge (siehe Abschätzung in Anhang B.1). Für technisch relevante
Strömungen mit entsprechend hohen Reynolds-Zahlen ist die DNS somit derzeit keine
Option. Gleichwohl ist sie ein wichtiges Werkzeug in der Turbulenzforschung und liefert
in numerischen Beispielexperimenten wertvolle Erkenntnisse - so kommt zum Beispiel
den Simulationen von Postl (2005) im Rahmen dieser Arbeit eine zentrale Bedeutung
zu.
Wie in Abbildung 3.1 bereits angedeutet wird, stehen neben der DNS mit der LES
(LargeEddy Simulation) und den RANS (Reynolds-AveragedNavier-Stokes)-Verfahren
noch weitere Möglichkeiten der Turbulenzsimulation zur Verfügung. Indem mittels sta-
tistischer Verfahren das turbulente Spektrum in Gänze modelliert wird, stellen insbe-
sondere RANS-Simulationen hierbei eine grundsätzliche alternative Vorgehensweise zur
DNS dar. Zum einen ermöglicht dieser Ansatz deutlich gröbere Rechennetze und zum
anderen für im zeitlichen Mittel stationäre Strömungen auch stationäre Simulationen.
Beides führt gegenüber einer DNS zu einer Reduktion der benötigten Rechenleistung um
mehrere Größenordnungen, so dass z.B. Ergebnisse der T161-Kaskade innerhalb weniger
Stunden verfügbar sind. Die für die meisten ingenieurwissenschaftlichen Anwendungen
ausreichenden, mittleren Strömungsgrößen werden dabei meist mit guter Qualität vor-
hergesagt (Casey und Wintergerste 2000). Für industrielle Auslegungsprozesse ist es
somit heute das Verfahren der Wahl. Ansatzbedingt hängt die Qualität der Ergebnisse
allerdings von der Güte der Turbulenzmodellierung ab bzw. davon, wie gut das Modell
für gewisse Strömungssituationen (Grenzschicht, anisotrope Turbulenz etc.) geeignet ist.
Alle RANS-Verfahren zeigen klare Defizite für Strömungen, in denen großskalige Insta-
tionaritäten wie Wirbelablösungen eine Rolle spielen (Fröhlich und von Terzi 2008).
Die LES schließt die Lücke zwischen RANS und DNS indem es eine Zwischenstel-
lung einnimmt: großskalige Wirbelstrukturen werden mittels der zeitabhängigen Erhal-
tungsgleichungen numerisch aufgelöst, kleinskalige RANS-ähnlich modelliert (Pope 2011,
Fröhlich und von Terzi 2008). Notwendig hierfür ist eine Filterung der Navier-Stokes-
Gleichungen, welche meist anhand der Maschenweite des verwendeten Rechennetzes er-
folgt. Der Grad dieser sogenannten Feinstrukturmodellierung kann somit je nach vor-
handener Rechenleistung eingestellt werden. Gegenüber der DNS ergibt sich folglich ein
erheblicher Vorteil, da die dissipativen, weitestgehend isotropen kleinskaligsten turbu-
lenten Bewegungen, welche im Wesentlichen für den hohen Rechenleistungsbedarf der
DNS verantwortlich sind, nicht aufgelöst werden müssen. Für industrielle Auslegungs-
prozesse mehrstufiger Turbomaschinen ist die LES allerdings heute noch keine Option.
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Ihr Leistungsbedarf liegt bei ca. 2% einer DNS (Wilcox 2006) und damit allein durch
die zeitaufgelöste Berechnung der Erhaltungsgleichungen noch deutlich höher als eine
übliche stationäre RANS-Simulation.
3.3.1 Statistische Turbulenzmodellierung
Die Grundlage der statistischen Turbulenzmodellierung ist die auf Reynolds (1895) zu-
rückgehende Aufspaltung der Zustandsgrößen in Mittel- und Schwankungswerte
φ = φ¯+ φ′ (3.14)
sowie die anschließende zeitliche Mittelung der Erhaltungsgleichungen (3.1) - (3.3). Bei













φ′dt = 0. (3.16)
Der zeitliche Mittelwert einer Schwankungsgröße ist somit immer Null. Quadrate der
Schwankungsgrößen oder Produkte verschiedener Schwankungsgrößen sind allerdings
von Null verschieden und treten so als Korrelationen in den RANS-Gleichungen auf.
Reynolds Ansatz - ursprünglich für inkompressible Strömungen formuliert - führt in
kompressiblen Strömungen durch die Schwankungen der Dichte bei den Zustandsgrößen,
die zusammen mit der Dichte als konservative Variable auftreten, zu weiteren Korrela-
tionen in den zeitgemittelten Erhaltungsgleichungen. Werden diese Größen nach Favre









folgt für die Aufspaltung der Größen
φ = φ˜+ φ′′, (3.18)
so dass in der gemittelten Kontinuitätsgleichung alle Schwankungswerte verschwinden.
In der Impuls- und Energiegleichung treten allerdings weiterhin Korrelationsterme der































(−q˜i − q˜T,i) . (3.21)
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Der spurfreie Scherratentensor sij berechnet sich hierbei durch


















gegeben ist. Die Reynolds-Spannungstensor genannte Korrelation −ρu′′i u′′j in der Impuls-
gleichung sowie die turbulente Wärmeleitung q˜T,i in der Energiegleichung müssen durch
eine geeignete Modellbildung geschlossen werden. Die weiteren Zustandsgrößen werden
durch die Zustandsgleichungen des Abschnitt 3.2 berechnet. Da alle im Rahmen dieser
Arbeit dargestellten Eingangs- und Ergebnisgrößen der Strömungssimulationen analog
zum hier gezeigten Vorgehen nach Favre massengewichtet gemittelt sind, wird auf die
zugehörigen Überstreichungen im weiteren Verlauf verzichtet.
3.3.2 Wirbelviskositätsansatz
Nach Boussinesq (Wilcox 2006) kann der Reynolds-Spannungstensor in Analogie zum
viskosen Spannungstensor (Gl. 3.4) mit




modelliert werden, womit sich das Schließungsproblem auf die skalare Wirbelviskosität
µT reduziert. Die Aufgabe der Modellierung besteht nun darin, einen Zusammenhang
zwischen den Parametern der Turbulenz und den mittleren Zustandsgrößen auf der einen
und der Wirbelviskosität auf der anderen Seite herzustellen. Je nach der Anzahl der
hierfür verwendeten Transportgleichungen werden die Modelle in Null-, Ein- und Zwei-
Gleichungsmodelle eingeteilt. Mit der Anzahl der Transportgleichungen steigt dabei der
numerische Aufwand und die Komplexität der Modellierung, allerdings nimmt auch die
Allgemeingültigkeit des Modells zu. Allen Modellen liegt zu Grunde, dass sie aufbauend
auf physikalischen sowie dimensionsanalytischen Überlegungen entwickelt und anhand
verschiedener generischer Testfälle kalibriert worden sind (Wilcox 2006). Eine Aussage
über ihre Eignung und Genauigkeit für unbekannte Strömungsfelder ist somit a priori
nur beschränkt möglich, so dass in der Regel vorhergehende sorgfältige Validierungen
notwendig sind.
Null-Gleichungsmodelle
Ein in Turbomaschinenströmungen in der Vergangenheit häufig eingesetztes Null-Gleichungs-








zurückzuführende Modell nach Baldwin und Lomax (1978). Es stellt mittels eines alge-
braisch bestimmten turbulenten Längenmaßes lmix einen Zusammenhang zwischen der
Wirbelviskosität und dem lokalen Geschwindigkeitsgradienten ∂u/∂y her. Wie alle Null-
Gleichungsmodelle berücksichtigt es somit nicht die Turbulenzhistorie bzw. dessen Trans-
port und liefert insbesondere für komplexe Strömungen zum Beispiel mit starken Druck-
gradienten und Ablösungen unzuverlässige Ergebnisse (Wilcox 2001). Die Robustheit
insbesondere für anliegende Strömungen sowie der geringe numerische Aufwand machen
es aber zu einem beliebten Modell für schnelle, vergleichende Auslegungsrechnungen und
Optimierungen (Müller et al. 2011, Verstraete et al. 2010).
Ein-Gleichungsmodelle











u′′2 + v′′2 + w′′2
)
(3.26)
basierten (Prandtl 1945) und noch der zusätzlichen Angabe eines turbulenten Längenma-
ßes zur Schließung bedurften, verwenden neuere Modelle wie von Spalart und Allmaras
(1992), eine Transportgleichung für eine an die kinematische Wirbelviskosität νT = µT/ρ
angelehnte Größe und sind damit inhärent geschlossen. Die Einbeziehung von konvekti-
vem und diffusivem Transport sowie von lokaler Produktion und Destruktion der Wir-
belviskosität im Rahmen der Transportgleichung erlauben eine Berücksichtigung strö-
mungshistorischer Einflüsse und machen es gerade für mehrstufige Turbomaschinenan-
wendungen gegenüber den algebraischen Null-Gleichungsmodellen zu einem überlegenen
Ansatz. Aufgrund seiner numerischen Robustheit, verhältnismäßig geringen Leistungs-
anforderungen sowie seiner Eignung für Profilumströmungen hat das Modell von Spalart
und Allmaras (1992) somit eine weite Verbreitung im Turbomaschinenbereich gefunden
(Vorreiter et al. 2012, Zhang et al. 2011, Eulitz 2000, Seume et al. 2006). Schwächen zeigt
das Modell allerdings bei der Vorhersage von Strömungen mit Ablösungen sowie Frei-
strahlen (Wilcox 2001) und beim Abklingverhalten der Turbulenz einer freien Strömung
(Wilcox 2006).
Zwei-Gleichungsmodelle
Zwei-Gleichungsmodelle verfügen neben einer Transportgleichung für die spezifische tur-
bulente kinetische Energie über eine weitere für ein turbulentes Längen- bzw. Zeitmaß.
Aus beiden Größen wird mittels einer dimensionsanalytischen Betrachtung die Wirbel-
viskosität gewonnen. Die am weitesten verbreiteten Vertreter sind das k--Modell nach
Jones und Launder (1972) bzw. Launder und Sharma (1974) sowie das k-ω-Modell nach
Wilcox (1988). Während ersteres Stärken in freien Scherströmungen und Defizite bei der
Berechnung von Grenzschichtströmungen aufweist, verhält sich letzteres genau entgegen-
gesetzt (Menter 1993). Zurückzuführen sind die Unterschiede bezüglich der Grenzschich-
ten auf die Gültigkeit des k-ω-Modells für das gesamte Strömungsgebiet inklusive der
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viskosen Unterschicht. Beim k--Modell hingegen müssen Dämpfungsterme in die Diffe-
rentialgleichungen eingebracht werden, die ein asymptotisches Verhalten der Turbulenz-
größen bei der senkrechten Annäherung an die Wand gewährleisten, wenn die gesamte
Grenzschicht durch das Rechennetz aufgelöst werden soll (Low-Reynolds-Formulierung).
Damit geht auch eine Bestimmung des Wandabstandes im gesamten Rechennetz einher.
Für Anwendungen, in denen die Grenzschichten eine zentrale Rolle spielen, ist somit das
k-ω-Modell vorzuziehen. Dies kann der Wärmeübergang zur Wand bei der Filmkühlung
von Hochdruckturbinenschaufeln (Kügeler 2004) oder die Grenzschichttransition für das
Verlustverhalten der Niederdruckturbine sein. Letzteres ist in dieser Arbeit der Fall.
Mit dem Baseline (BSL) k-ω-Modell nach Menter (1993, 1994) liegt eine Turbulenz-
modellvariante vor, die sich die jeweiligen Stärken des k-ω- und k--Modells zunut-
ze macht. Mittels Blendfunktionen schaltet es zum Grenzschichtrand in der Defekt-
schicht (Schlichting und Gersten 2006) stetig zwischen ω-Gleichung innerhalb und -
Gleichung außerhalb der Grenzschicht um. Menter erreicht mit dem Modell sowohl eine
gute Wiedergabe freier Scherströmungen als auch der Grenzschichten. Zusätzlich verrin-
gert sich auf diesem Wege die vom k-ω-Modell bekannte starke Abhängigkeit von der
ω-Eintrittsrandbedingung und des Grenzschichtverhaltens vom ω-Wert der Außenströ-
mung. Durch die darüber hinaus im Shear StressTransport (SST) k-ω-Modell eingefügte
Bradshaw-Annahme folgt die turbulente Schubspannung in der Grenzschicht proportio-
nal der spezifischen turbulenten kinetischen Energie, was sich positiv auf die Wieder-
gabe von Ablösungen auswirkt. Diese gesteigerte Vielseitigkeit hat das SST-Modell zu
einem weit verbreiteten Modell in ingenieurwissenschaftlichen Anwendungen werden las-
sen (Menter et al. 2003) und macht es insbesondere auch für komplexe Turbomaschinen-
strömungen interessant (Natkaniec et al. 2011, Herbst et al. 2011a).
3.3.3 Reynolds-Spannungsmodelle
Eine wesentliche Einschränkung der beschriebenen Wirbelviskositätsmodelle ist, dass
die Komponenten des Reynolds-Spannungstensors im Wesentlichen eine Funktion der
skalaren Größe µT sind und folglich Richtungsabhängigkeiten (Anisotropien) der tur-
bulenten Strukturen nur schwach durch den spurfreien Scherratentensor sij (Gl. 3.22)
im Reynolds-Spannungstensor wiedergegeben werden können. Defizite der Boussinesq-
Approximation treten daher insbesondere in Strömungen über gekrümmte Oberflächen,
Strömungen mit Rotation, dreidimensionalen Strömungen, Kanalströmungen mit sekun-
dären Strukturen sowie in Strömungen mit plötzlicher Änderung der mittleren Scherrate
zutage (Wilcox 2006).
Differentielle Reynolds-Spannungsmodelle binden aus diesem Grund die Schließungs-
ansätze direkt in die Komponenten des Reynolds-Spannungstensors τT,ij ein und lösen
eine aus der Impulsgleichung gewonnene Transportgleichung für ihn (Pope 2011, Wilcox
2006). Diese beinhaltet zwar den physikalisch korrekten Produktionsterm und damit Ein-
flüsse durch Stromlinienkrümmung und Rotation, allerdings müssen weitere Terme unter
anderem für die Druckscherung, Diffusion und Dissipation modelliert werden. Für letz-
tere wird je nach Modell eine zusätzliche Transportgleichung für ω oder  gelöst. Gegen-
über den Zwei-Gleichungsmodellen weisen diese Modelle einen um mehr als den Faktor 2
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größeren Rechenleistungsbedarf auf und verursachen aufgrund der direkten Koppelung
von Impulsgleichung und turbulenten Gleichungen über den Reynolds-Spannungstensor
numerische Stabilitätsprobleme (Pope 2011). Da die Vorteile in der physikalischen Ge-
nauigkeit für viele technische Anwendungen nicht relevant sind, stellen klassische, auf der
Boussinesq-Annahme beruhende Zwei-Gleichungsmodelle bisher den besten Kompromiss
aus Wirtschaftlichkeit und Genauigkeit für Ingenieursanwendungen dar (Kügeler 2004).
Eine detaillierte Beschreibung und ein Vergleich der Leistungsfähigkeit verschiedener
Reynolds-Spannungsmodelle gibt Wilcox (2006).
3.3.4 Das k-ω-Modell
Im Rahmen dieser Arbeit wird das k-ω-Modell nach Wilcox (1988) verwendet, da für
dieses Modell mit TRACE umfangreiche Vorerfahrungen mit der Simulation von Turbo-
maschinen- und insbesondere Niederdruckturbinenströmungen vorliegen, die für zuver-
lässige Auslegungsrechnungen unabdingbar sind. Einen Überblick über entsprechende
Simulationen geben unter anderem die Arbeiten von Kožulović (2007). Zusätzlich hat es
sich als geeignet für die Vorhersage wesentlicher Strömungsfeldcharakteristiken von JiC-
Konfigurationen (Kügeler 2004) und als überlegen gegenüber dem im Leistungsbedarf
vergleichbaren k--Modell (Gustafsson und Johansson 2006, Tao et al. 2009) erwiesen.





Die Transportgleichungen der spezifischen turbulenten kinetischen Energie und der spe-




































und die Dissipationsterme als
Dk = β
∗ρkω, Dω = βρω2. (3.31)
Die Konstanten des Modells sind:
σk = σω = 0, 5, α =
5
9
, β∗ = 9
100




Um die für Zwei-Gleichungsmodelle typische unphysikalisch hohe Produktion von k
an Staupunkten zu vermeiden (Kožulović et al. 2004, Röber et al. 2006), werden die




= µT |Sij|2 ≈ µT |Sij| |Ωij| . (3.32)











Da die massengewichtete Mittelung der Erhaltungsgleichungen zwar die Schwankungs-
bewegung der Dichte in den Korrelationen eliminiert und sie damit mathematisch verein-
facht, allerdings nicht den Einfluss von Dichteschwankungen auf die Turbulenz berück-
sichtigt, müssen diese Einflüsse für entsprechend hohe Mach-Zahlen zusätzlich modelliert
werden. In TRACE können daher zusätzliche Produktions- und Dissipationsterme für
die Berücksichtigung der Druckdilatation und -diffusion sowie der kompressiblen Dis-
sipation in den Gleichungen des k-ω-Modells zugeschaltet werden. Ferner besteht die
Möglichkeit, den Einfluss der Rotation auf die Turbulenz zu berücksichtigen. Da diese
Erweiterungen in den Simulationen dieser Arbeit nicht verwendet werden, sei für eine
umfangreiche Beschreibung an dieser Stelle auf Kügeler (2004), Kožulović et al. (2004)
und Röber et al. (2006) verwiesen.
Neben dem Reynolds-Spannungstensor −ρu′′i u′′j ist auch das turbulente Wärmelei-
tungsverhalten in den Favre-gemittelten Erhaltungsgleichungen (3.19) - (3.21) zu schlie-
ßen. Dies erfolgt analog zur molekularen Wärmeleitung (Gl. 3.10) mit dem Ansatz






wobei die turbulente Prandtl-Zahl mit PrT = 0, 9 konstant gewählt wird.













Abbildung 3.2: Methoden zur Vorhersage der Transition (Scholz et al. 2009)
58
3.4 Vorhersage der Transition
Aus der Literatur sind eine große Zahl von Ansätzen bekannt, mit denen die Tran-
sition von einer laminaren zu einer turbulenten Grenzschicht modelliert werden kann.
Die Verfahren lassen sich hierbei entweder in analytische oder in empirische Model-
le einteilen bzw. als halb-empirisch bezeichnen, wenn empirische Daten durch analyti-
sche Überlegungen ergänzt werden (Kožulović 2007). Während analytische Modelle sich
ausschließlich der strömungsmechanischen Gleichungen bedienen und auf theoretischen
Überlegungen basieren, nutzen empirische Modelle in experimentellen und numerischen
Versuchen über einen entsprechend weiten Parameterraum gewonnene Korrelationen.
Gegenstand der Vorhersage sind hierbei
• die Indifferenz-Reynolds-Zahl Reind, ab der Störungen in der laminaren Grenz-
schicht angefacht werden,
• der Transitionsbeginn Ret, ab welchem erste turbulente Strukturen in der lamina-
ren Grenzschicht auftreten sowie
• das Ende der Transition Reend, ab welcher die Grenzschicht vollständig turbulent
ist.
In Abbildung 3.2 sind die im Folgenden näher vorgestellten wesentlichen Verfahren klas-
sifiziert dargestellt. Für einen ergänzenden Überblick über Verfahren zur Vorhersage von
Transition sei auch auf Sveningsson (2006) und Cheng et al. (2009) verwiesen.
3.4.1 Analytische Verfahren
Die DNS zählt zu den analytischen Verfahren und ist von den im vorherigen Abschnitt
vorgestellten Möglichkeiten der Turbulenzhandhabung einzig inhärent und a priori in der
Lage, alle Transitionsmoden (siehe Abschnitt 2.2) zu erfassen, sofern korrekte turbulente
Randbedingungen vorgegeben werden und ein geeignetes mathematische Lösungsverfah-
ren verwendet wird. Dementsprechend wurde die DNS in der Literatur bisher für die Vor-
hersage diverser Transitionsarten verwendet. So untersuchte Fasel (1976) die Stabilität
einer laminaren Grenzschicht mit einer der ersten DNS. In Turbomaschinenanwendungen
setzten DNS unter anderem Wu et al. (1999) sowie Wu und Durbin (2001) im Hinblick
auf die Bypass-Transition in Niederdruckturbinen ein, Zaki et al. (2006) für die verschie-
denen Transitionsmoden eines Verdichtergitters und Michelassi et al. (2002) sowie Wis-
sink und Rodi (2006) für die entsprechenden Moden in Niederdruckturbinen-Testfällen.
Postl (2005) betrachtete ferner im Detail die abgelöste Transition auf einer flachen Plat-
te mit entgegengesetztem Druckgradienten als auch das Verhalten und die Interaktion
eines Ausblasungsstrahls mit dieser Ablöseblase. Insgesamt bleibt die Vorhersage der
Transition mittels DNS aufgrund des in Abschnitt 3.3 beschriebenen Ressourcenbedarfs
derzeit aber auf solch vereinfachte Konfigurationen beschränkt und ist deshalb für die
industrielle Anwendung in naher Zukunft ungeeignet.
Die LES unterliegt wie alle anderen Verfahren im Vergleich zur DNS Einschränkun-
gen, was die Vorhersage der Transitionsmoden angeht. Ihrer Natur entsprechend eignet
sie sich besonders für die Transitionsarten, in denen großen turbulenten Wirbel eine Be-
deutung zukommt - also insbesondere der nachlaufinduzierten und Bypass-Transition.
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Bemerkenswert ist, dass hierfür die Verwendung eines geeigneten Feinstrukturmodells
notwendig ist, welches für ein Verschwinden der modellierten Wirbelviskosität in lami-
naren Grenzschichtbereichen sorgt (Germano et al. 1991). Bei der LES ist daher von
einer halb-empirischen Methode zu sprechen. Wie bei der DNS gibt es in der Literatur
eine Reihe von Arbeiten zur Transition mittels LES, unter anderem von Shan et al.
(1999) und Michelassi et al. (2002). Aufgrund ihres Ressourcenbedarfs ist aber auch sie
in naher Zukunft nicht für den industriellen Einsatz geeignet.
Historisch gesehen ist der erste Ansatz, um die Transition einer Grenzschicht vor-
herzusagen, die lineare Stabilitätstheorie (Schlichting und Gersten 2006). Hierbei wird
die auf Stabilität zu untersuchende Grenzschicht in eine stationäre Grundströmung und
in eine im Vergleich als klein betrachtete Störbewegung zerlegt. Für beide Strömungen
werden die Bewegungsgleichungen getrennt aufgestellt, wobei quadratische Glieder der
Störgrößen vernachlässigt werden. Wird nun eine zweidimensionale, aus Partialwellen
zusammengesetzte lokale Störbewegung in die entsprechenden Bewegungsgleichungen
eingesetzt, führt dies mathematisch auf eine nach William McFadden Orr und Arnold
Sommerfeld benannte Stördifferentialgleichung vierter Ordnung. Während erste Lösun-
gen zunächst noch unter Vernachlässigung der Reibungsterme mit der mathematisch
einfacheren Rayleigh-Gleichung zweiter Ordnung erfolgten, konnten Tollmien (1929) und
Schlichting (1932) erstmals die vollständige Gleichung lösen. Eine zentrale Erkenntnis
ist der Nachweis, dass Wendepunkte im Geschwindigkeitsprofil ein hinreichendes Krite-
rium für die Anfachung von Störwellen darstellen. Darüber hinaus kann die Indifferenz-
Reynolds-Zahl Reind sowie das lineare Wachstum von Störbewegungen berechnet werden.
Bemerkenswert ist, dass eine Anwendung des Verfahrens auf eine dreidimensionale Strö-
mung zu der Schlussfolgerung führt, dass das an sich dreidimensionale Stabilitätsproblem
als aus einer Reihe von zweidimensionalen Problemen der einzelnen Richtungen überla-
gert betrachtet werden kann (Arnal und Casalis 2000). So folgt hieraus unter anderem,
dass Wendepunkte im Querströmungsgeschwindigkeitsprofil ebenfalls eine Instabilität
nach sich ziehen. Dem Ansatz geschuldet kann nicht-lineares Wachstum nicht berech-
net werden, so dass sich die Methode im Wesentlichen nur für die ersten Stufen der
natürlichen Transition eignet.
Diese Einschränkung gilt zunächst auch für auf den parabolisierten Stördifferenti-
algleichungen (PSE; Parabolized Stability Equations) beruhenden Verfahren, bei denen
die Störamplitude im Vergleich zur linearen Stabilitätstheorie eine Funktion aller Raum-
richtungen ist. Berücksichtigung finden so nicht-parallele, dreidimensionale Effekte der
Grenzschicht sowie die Wandkrümmung (Arnal und Casalis 2000), allerdings auf Kosten
der lokalen Formulierung und Lösbarkeit der Stördifferentialgleichung. Werden zusätz-
lich die nicht-linearen Terme der Bewegungsgleichungen der Störgrößen berücksichtigt,
ergeben sich die nicht-linearen PSE. Mit diesen ist eine Vorhersage der konvektiven nicht-
linearen Störungsanfachung bis hin zum turbulenten Zusammenbruch der transitionellen
Strukturen sowie von sekundären Instabilitäten der Querströmungsgeschwindigkeiten
möglich. Eine umfangreiche Beschreibung und Herleitung der PSE-Methode gibt Her-
bert (1997), für weitere analytische Ansätze zur Berechnung sekundärer Instabilitäten
sei an dieser Stelle auf Herbert (1988) verwiesen.
Eine methodische Weiterentwicklung zu den Orr-Sommerfeld-Gleichungen und den
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PSE stellt die Globale Instabilitätsanalyse dar (Theofilis 2003, 2011). Während die erst-
genannten die Abhängigkeit der Grundströmung von zwei der drei Raumrichtungen nicht
oder nur schwach (PSE) berücksichtigen, können mit der Globalen Instabilitätsanaly-
se zwei- und dreidimensionale Grundströmungen untersucht werden. Hierzu wird die
Überlagerung der Grundströmung durch Störungen mittels linearisierter Navier-Stokes-
Gleichungen beschrieben und die Stabilität als Lösung deren Eigenwertproblems betrach-
tet. Da sowohl die numerische Berechnung der Eigenwerte als auch die Bestimmung der
Grundströmung, die im allgemeinen Fall mittels einer DNS erfolgen muss, einen hohen
Ressourcenbedarf nach sich zieht, ist ein Einsatz dieses Verfahrens im Rahmen industri-
eller Auslegungsprozesse in naher Zukunft allerdings nicht zu erwarten.
Wie die LES ist das eN -Verfahren nach van Ingen (1956) und Smith und Gambe-
roni (1956) als halb-empirisch zu bewerten. Es erfordert zunächst die Berechnung der
laminaren Geschwindigkeits- und Temperaturprofile um den zu betrachtenden Körper.
Anschließend werden für jedes dieser Profile die lokalen Anfachungen der instabilen Wel-
len mittels der linearen Stabilitätstheorie oder dem PSE-Verfahren bestimmt (Arnal
und Casalis 2000), bevor diese entlang der Grenzschicht integriert werden, um den An-
fachungsfaktor N zu bestimmen. Überschreitet dieser einen kritischen Wert, wird der
Beginn der Transition angenommen. Die Wahl dieses Schwellwerts erfolgt aufgrund ex-
perimenteller bzw. empirischer Vorerfahrungen und liegt typischerweise zwischen 7 und
10. Gute Ergebnisse erzielt die eN -Methode insbesondere für einzelne Tragflügeln, so dass
es auch heute noch als Stand der Technik in der Flugzeugindustrie für die Berechnung
natürlicher Transition gilt (Langtry 2006). Während natürliche Transition und durch
Querströmungsinstabilitäten induzierte Transition mit der eN -Methode erfasst werden
können, ist sie ungeeignet für ablösungsinduzierte sowie Bypass-Transition (Stock und
Haase 2000). Weitere Einschränkungen ergeben sich bei der Anwendung der eN -Methode
in allgemeinen CFD-Verfahren. Zum einen sind sehr exakte Grenzschichtprofile notwen-
dig, die entweder eine sehr hohe Netzknotenanzahl in der Grenzschicht normal zur Wand
erfordern (Stock und Haase 2000) oder die Verwendung eines zusätzlichen Grenzschicht-
programms (Krumbein 2006). Zum anderen fällt in dreidimensionalen Strömungen in der
Regel die Stromlinienrichtung nicht mit den Netzlinien zusammen, so dass die Integrati-
on entlang der Grenzschicht einen hohen Aufwand zur Folge hat. Dementsprechend ver-
weist Langtry (2006) darauf, dass bisher keine erfolgreiche Anwendung der eN -Methode
auf komplexe, vollständig dreidimensionalen Konfigurationen dokumentiert ist. Perraud
et al. (2009) tragen dieser Situation Rechnung, indem sie eine mittels der eN - Metho-
de erstellte Datenbank bekannter Strömungen mit CFD-Simulationen koppeln, was sich
insbesondere bei unbekannten Strömungen als nachteilig erweist (Cheng et al. 2009).
3.4.2 Empirische Verfahren
Allen empirischen Modellierungsansätzen in CFD-Verfahren ist gemein, dass sie einer
Auflösung der gesamten Grenzschicht inklusive der viskosen Unterschicht bedürfen. Ist
dies seitens der k-ω-Modelle inhärent gegeben, so müssen in die k--Modelle im Rah-
men einer sogenannten Low-Reynolds-Formulierung entsprechende Dämpfungsfunktio-
nen eingeführt werden. Neben der im folgenden beschriebenen Kombination mit empiri-
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schen Korrelationen und/oder Transportgleichungen für die Intermittenz gab es eine Rei-
he von Versuchen, die Transition ausschließlich durch die Gestaltung der Low-Reynolds-
Wandrandbedingung zu modellieren. Einen Überblick über entsprechende Ansätze mit
dem k--Modell geben Schmidt und Patankar (1991), Sieger et al. (1993) sowie Savill
(1996) und für das k-ω-Modell Wilcox (1992). Für des Turbulenzmodell von Spalart
und Allmaras (1992) und für das SST-Modell nach Menter (1993) zeigen Rumsey und
Spalart (2008) entsprechende Untersuchungen.
Für alle Modelle kann eine starke Abhängigkeit der Ergebnisse von den turbulenten
Außenströmungswerten bis hin zu den vorgegebenen Profilen am Eintritt des Rechen-
gebietes und dem Ort des Eintritts festgestellt werden (Schmidt und Patankar 1991).
Zurückzuführen ist dies zum einen auf dem für diese Modelle bei der Transitionsvor-
hersage zentralen Prozess des diffusiven Transports der turbulenten Größen von der
Außenströmung in die Grenzschicht. Zum anderen beruht es auf der zufälligen Über-
einstimmung von viskoser Unterschicht und einer sich entwickelnden laminaren, prä-
transitionellen Grenzschicht für die Dämpfung der Turbulenz (Schmidt und Patankar
1991). Beide Prozesse machen bereits deutlich, dass sich mit diesen Modellen vor al-
lem die Bypass-Transition abbilden lässt. Wie Ergebnisse von Marciniak et al. (2010)
und Herbst et al. (2010) zeigen, sind voll-turbulente Rechnungen des k-ω-Modells da-
her ohne ein zusätzliches Transitionsmodell z.B. nicht in der Lage, saugseitige laminare
Ablösungen vorherzusagen.
Während Modifikationen der Schließungskoeffizienten des k-ω-Modells (Wilcox 1992)
oder der Dämpfungsterme des k--Modells für einen beschränkten Bereich an Testfällen
zwar zu Verbesserungen führten, bleibt festzustellen, dass für die industrielle Anwendung
kein zuverlässiges Modell existiert (Savill 1996). Da sich der zentrale diffusive Effekt
grundsätzlich auch von dem stromabwärts gerichteten Charakter eines Transitionspro-
zesses unterscheidet, ist der Einsatz von Low-Reynolds-Modellen für die Vorhersage von
Transition auch aus physikalischer Sicht zweifelhaft (Langtry 2006, Kožulović 2007).
Eine weite Verbreitung für die Vorhersage der Grenzschichttransition, insbesondere
in industriellen Turbomaschinenanwendungen, haben daher zusätzliche, auf empirischen
Korrelationen basierende, Modelle gefunden. Hierbei wird in der Regel die Reynolds-Zahl
des Transitionsbeginns Ret, welche durch die kritische Impulsverlustdicken Reynolds-
Zahl ReΘt ausgedrückt wird, mit dem Turbulenzgrad der Außenströmung sowie dem
Druckgradienten korreliert. Weit verbreitete Korrelationen sind die von Mayle (1991)
und von Abu-Ghannam und Shaw (1980). Neben der Bestimmung des Transitionsbe-
ginns Ret erlauben die Korrelationen auch die Beschreibung des Transitionsverlaufs und -
endes Reend. Die Grundlage hierfür bildet das Intermittenzkonzept (vgl. Abschnitt 2.2.1).
Eine algebraische Beschreibung des Transitionsverlaufs in Strömungsrichtung und somit
eine Korrelation der Intermittenz mit der Entstehung und dem Transport von Turbu-
lenzflecken geben unter anderem Dhawan und Narasimha (1958) sowie Mayle (1991).
Die Anwendung der empirischen Modelle erfordert prinzipbedingt die Bestimmung in-
tegraler Grenzschichtparameter wie der Impulsverlustdicke der betrachteten laminaren
Grenzschicht. Der Transitionsbeginn wird dann festgestellt, wenn diese den Korrelati-
onswert übersteigen. In CFD-Verfahren verlangt die Bestimmung der integralen Größen
in der Regel zunächst die Bestimmung des Grenzschichtrands mittels eines Suchalgo-
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rithmus für jeden Punkt um den betrachteten Körper und anschließend die Integration
der Grenzschicht normal zur Wand.
Cho et al. (1993) verwendeten ein entsprechendes Modell für die Berechnung nach-
laufinduzierter Transition in Kopplung mit den Korrelationen von Abu-Ghannam und
Shaw (1980) sowie einer Low-Reynolds Formulierung des k--Modells. In dem im Rah-
men dieser Arbeit eingesetzten Strömungslöser TRACE verwendete Eulitz (2000) einen
ähnlichen Ansatz, bei dem die Produktions- und Destruktionsterme des Turbulenzmo-
dells von Spalart und Allmaras (1992) mit einem als Rampenfunktion ausgeführten
Transitionsfaktor multipliziert wurden. Der Ansatz baut dabei auf den Korrelationen
von Mayle (1991) sowie Abu-Ghannam und Shaw (1980) auf. Nürnberger und Greza
(2002) erzielten mit dieser Modellierung am Beispiel einer flachen Platte mit laminarer
Ablösung unter Einwirkung von Nachläufen sowie einer Turbinenkaskade mit nachlaufin-
duzierter Transition eine gute Wiedergabe von experimentellen Ergebnissen. Im Rahmen
von Untersuchungen zur Filmkühlung verwendete Kügeler (2004) in TRACE den glei-
chen Transitionsansatz in Verbindung mit dem k-ω-Modell nach Wilcox (1988) - der
Transitionsfaktor wurde hier direkt mit der Wirbelviskosität µT multipliziert.
Das ebenfalls in TRACE implementierte Multimode Transitionsmodell nach Kožulo-
vić et al. (2004) und Kožulović (2007) ist wiederum über einen Transitionsfaktor mit
den Produktions- und Destruktionstermen der zwei Transportgleichungen von k und
ω gekoppelt. Es berücksichtigt natürliche und Bypass-Transition sowie ablösungs- und
nachlaufinduzierte Transition und den Einfluss der Stromlinienkrümmung. Der Transi-
tionsfaktor wird dabei für jede Transitionsart einzeln bestimmt und anschließend das
Maximum verwendet, so dass eine direkte Interaktion der Moden nicht berücksichtigt
wird. Grundlage der Modellierung sind modifizierte Korrelationen nach Abu-Ghannam
und Shaw (1980). Zum Hochfahren des Transitionsfaktors und damit der Abbildung der
korrekten Transitionslängen wird neben der Impulsverlustdicke ebenfalls der Formfak-
tor H12 genutzt. Bemerkenswert ist, dass der Transitionsfaktor zwar an die Intermittenz
nach Emmons (1951) angelehnt ist, aber für ablösungsinduzierte Transition auch un-
physikalische Werte größer 1 annehmen kann. Dies trägt dem Verhalten des Turbulenz-
modells Rechnung, die nicht-lineare Turbulenzproduktion in der Ablösungsscherschicht
nicht wiedergeben zu können. Kožulović (2007) zeigte sowohl anhand des generischen
Testfalls einer ebenen Platte als auch am Beispiel von Turbinen- und Verdichtergit-
tern sowie einer mehrstufigen Turbine quantitativ die Anwendungsbreite des Modells.
Herbst et al. (2010) validierten das Multimode-Modell anhand der in dieser Arbeit eben-
falls betrachteten Niederdruckturbinenkaskade T161 mit saugseitigen Ausblasungen und
zeigten, dass das Modell insbesondere für niedrige Reynolds-Zahlen nicht in der Lage
ist, eine genügend hohe Produktion turbulenter kinetischer Energie stromabwärts der
Ausblasungen zu gewährleisten.
Eine wesentliche Herausforderung der genannten Verfahren besteht in der Durchfüh-
rung der Grenzschichtintegration. So sind alle bisher beschriebenen Modelle ausschließ-
lich für blockstrukturierte Netze implementiert worden, bei denen die Netzlinien senk-
recht zur Wand verlaufen, so dass ihnen entlang verhältnismäßig einfach integriert wer-
den kann. Um eine komplizierte Integration über Blockgrenzen zu vermeiden, verlangt
diese nicht-lokale Vorgehensweise, dass sich die Grenzschicht in der Wandnormalenrich-
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tung in einem Block befindet. Verfahren wie von Drela (1998) verlangen darüber hin-
aus die Integration in Grenzschichtrichtung und stellen somit weitere Ansprüche an die
Struktur des Rechennetzes. Diese Vorgehensweise stößt insbesondere bei massiv paral-
lelisierten Rechnungen und bei der Verwendung von unstrukturierten Netzen an ihre
Grenzen.
Einen anderen Ansatz wählten daher Menter et al. (2006) mit dem γ-ReΘ-Modell,
indem sie die Reynolds-Zahl der Impulsverlustdicke der Grenzschicht mit der lokalen
Reynolds-Zahl der Wirbelstärke sowie dem Wandabstand korrelierten. Sie ermöglichen
damit eine gänzlich lokale und von der Netztopologie unabhängige Modellierung. Dar-
über hinaus verwendeten sie zwei Transportgleichungen: eine für den Transitionsfaktor
bzw. die Intermittenz γ und eine zweite für das Transitionskriterium ReΘt . Durch den
Diffusionsterm ermöglicht das Modell so auch die Berücksichtigung des physikalisch sinn-
vollen Einflusses der Transition quer zur Hauptströmungsrichtung. Das Modell, das für
Bypass und natürliche Transition ebenfalls auf gängigen empirischen Korrelationen be-
ruht, die in die Transportgleichung für ReΘt eingehen, ermöglicht ferner die Vorhersage
von ablösungsinduzierter Transition auf Basis einer Korrelation zwischen Formfaktor
und der lokalen Reynolds- Zahl der Wirbelstärke. Langtry et al. (2006) zeigten die gu-
te quantitative Übereinstimmung mit experimentellen Daten für eine Reihe von gene-
rischen Testfällen und Turbomaschinenanwendungen. Langtry (2006) zeigte außerdem
das breite Anwendungsspektrum für dreidimensionale Konfigurationen am Beispiel eines
transsonischen Tragflügels, eines Helikopter Chassis und eines Windenergie-Rotorblatts.
Eine weitere Stärke dieses Modells ist seine Erweiterbarkeit für weitere Transitionsmo-
den. So sind erste Ansätze durch Watanabe et al. (2009) entwickelt worden, um auf Basis
empirischer Daten Querströmungsinstabilitäten zu berücksichtigen. Dassler et al. (2010)
konnten den Einfluss von Rauheit auf die Transitionslage mittels einer dritten Transport-
gleichung erfolgreich in das Modell integrieren. Der Ansatz von Herbst et al. (2011b) zur
Berücksichtigung von ausblasungsinduzierter Transition mittels Wirbelkriterien bildet
im Sinne einer Machbarkeitsstudie wiederum die Grundlage für die Modellierungen in
dieser Arbeit (siehe Kapitel 4). Eine detaillierte Beschreibung des auch in dieser Arbeit
als Grundlage verwendeten γ-ReΘ-Modells wird im folgenden Abschnitt 3.4.3 gegeben.
Der von Menter et al. (2006) verwendete Modellierungsansatz beruht auf Vorarbeiten
diverser Autoren. Diese führten eine Transportgleichung für die Intermittenz γ insbe-
sondere im Hinblick auf die Modellierung des intermittierenden Charakters von Scher-
strömungen sowie der Bypass-Transition ein (Cho und Chung 1992, Steelant und Dick
1996, Suzen und Huang 2000). Die Verteilung der integralen Grenzschichtgröße ReΘ im
Strömungsgebiet, die diese zu einer lokalen Größe macht, wird von mehreren Autoren
als Modell abgelehnt. Weiterentwicklungen des γ-ReΘ-Modells unter Verzicht auf die
ReΘ-Transportgleichung sind von Lodefier und Dick (2006), Dick und Kubacki (2011)
sowie Wang et al. (2010) dokumentiert.
Ein neuerer, vollständig lokal formulierter Ansatz, der auf die Intermittenz verzichtet,
geht auf Überlegungen von Mayle und Schulz (1997) zurück. Denen zufolge verursachen
auf die Grenzschicht einwirkende fluktuierende, turbulente Druckkräfte der Außenströ-
mung die in prä-transitionellen laminaren Grenzschichten beobachteten wandparallelen
Fluktuationen (vgl. Abschnitt 2.2.1). Da sich diese deutlich von turbulenten Fluktua-
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tionen unterscheiden, bezeichneten Mayle und Schulz (1997) sie als laminar und schlu-
gen eine dritte Transportgleichung für diese laminare kinetische Energie (LKE) vor.
Überschreitet die laminare kinetische Energie einen Schwellwert, wird die Transition
eingeleitet. Walters und Leylek (2004) nutzten eine entsprechende dritte Gleichung in
Kombination mit einem k--Modell und erzielten gute quantitative Ergebnisse für ge-
nerische Testfälle und einen Hochdruckturbinen-Stator im Hinblick auf Bypass- und
natürliche Transition. Lardeau et al. (2004) wendeten einen ähnlichen Ansatz in Kombi-
nation mit nicht-linearen Wirbelviskositätsmodellen auf mehrere generische Testfälle an
und konnten eine verbesserte Transitionswiedergabe erzielen. Lardeau und Leschziner
(2010) erweiterten den LKE-Ansatz für ablösungsinduzierte Transition und konnten ei-
ne qualitativ korrekte, wenn auch quantitativ noch nicht zufriedenstellende Wiedergabe
von LES-Ergebnissen eines generischen Testfalls erzielen. Zum jetzigen Zeitpunkt muss
das Modell daher als noch nicht geeignet für den industriellen Ansatz angesehen werden.
Nachteilig erweist sich vor diesem Hintergrund auch die Notwendigkeit einer ungewöhn-
lich hohen Netzauflösung der Grenzschicht normal zur Wand (Sanz et al. 2007).
3.4.3 γ-ReΘ-Transportgleichungsmodell
Wie der Überblick über die Verfahren zur Transitionsvorhersage im vorherigen Abschnitt
deutlich macht, bieten insbesondere die korrelations- und intermittenzbasierten Ansät-
ze in Kombination mit Zwei-Gleichungsturbulenzmodellen für industrielle Anwendun-
gen derzeit das größte Potential hinsichtlich Zuverlässigkeit und Anwendungsbreite bei
vertretbarem Ressourcenbedarf. Im Hinblick auf die Verwendung unstrukturierter, par-
allelisierter Rechennetze ist das ausschließlich auf lokalen Größen basierende γ-ReΘ-
Transportgleichungsmodell nach Menter et al. (2006) klar den nicht-lokalen, integrieren-
den Verfahren wie dem Multimode-Modell nach Kožulović (2007) vorzuziehen. Hinzu
kommt die Fähigkeit, mittels der Transportgleichungen dreidimensionale transitionshis-
torische Vorgänge innerhalb der Grenzschicht abbilden zu können, was für die stark
dreidimensionale Strömung stromabwärts einer VGJ-Konfiguration eine größere Reali-
tätsnähe verspricht.

































In letztere fließen durch den Produktionsterm






empirische Korrelationen zwischen Transitionsbeginn und Turbulenzgrad sowie Druck-
gradient der Außenströmung für natürliche und Bypass Transition mittels
ReΘt = f(Tu, λΘ) (3.38)
ein. Die Formulierung von PΘt sorgt hierbei dafür, dass die Transportgröße RˆeΘt dem


















die den Wert 1 in der Grenzschicht und den Wert 0 außerhalb annimmt und damit den
Produktionsterm in der Grenzschicht deaktiviert, stellt wiederum sicher, dass die lokalen
Werte von RˆeΘt in der Grenzschicht einzig durch den konvektiven Eintrag - vor allem
am Staupunkt - sowie durch den diffusiven Transport normal zur Strömungsrichtung
von der Außenströmung bestimmt werden.
Als Funktion von RˆeΘt werden durch zwei weitere Korrelationen die kritische Reynolds-
Zahl ReΘc , ab welcher die Intermittenz in der Grenzschicht stromaufwärts RˆeΘt zu stei-
gen beginnt, sowie die Transitionslänge Flength bestimmt. Der Produktionsterm der γ-
Gleichung
Pγ = f(Fonset, Flength, S, γ) (3.40)
ist dabei eine Funktion von beiden, wobei ein zentraler Teil des lokalen Charakters des
Modells in der Funktion




realisiert ist. Übersteigt die mit dem Betrag der Scherrate S und dem Wandabstand y∗







ReΘc, wird der Produktionsterm Pγ positiv. Bei einem entsprechend kleineren Destruk-
tionsterm
Eγ = f(Fturb,Ω) (3.43)
beginnt γ zu steigen. Diese Formulierung macht sich den direkt proportionalen Zusam-
menhang zwischen demmaximalenWert von Rev in einer laminaren Blasius-Grenzschicht





so dass Fonset keiner nicht-lokalen Operation bedarf.
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Um die Blasenlänge im Fall ablösungsinduzierter Transition quantitativ wiedergeben
zu können, wird ähnlich dem Multimode-Modell nach Kožulović (2007) eine Modifikation













Die Modellierung bedient sich hierbei der Beobachtung, dass im Fall hoher entgegenge-
setzter Druckgradienten Rev stark ansteigt und damit Gl. (3.44) sukzessive nicht mehr
gilt. Der Wert 3,235 entspricht dabei dem Ort laminarer Ablösung mit dem Formfaktor
H12 = 3, 5. Von den berechneten Intermittenzwerten wird das Maximum ausgewählt
γeff = max (γ; γsep). (3.46)
Die effektive Intermittenz wird mit dem Produktionsterm der k-Gleichung (3.28) des
k-ω-Modells
Pˆk = γeffPk (3.47)
sowie dem Dissipationsterm
Dˆk = min (max (γeff; 0, 1) ; 1, 0)Dk (3.48)
multipliziert.
Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wird das γ-ReΘ-Modell in der von Langtry und
Menter (2009) veröffentlichten Version eingesetzt. Für die Definition der weiteren, hier
nicht angegebenen Modellterme, sowie für die verwendeten empirischen Korrelationen
sei entsprechend auf diese Publikation verwiesen. Die TRACE-Implementierung wurde
unter Verwendung alternativer Korrelationen von Marciniak et al. (2010) vorgestellt und
validiert.
3.5 Räumliche Diskretisierung
Die Favre-gemittelten Navier-Stokes-Gleichungen (3.19)-(3.21) sowie die Transportglei-
chungen des Turbulenzmodells (3.28)-(3.29) und des Transitionsmodells (3.35)-(3.36)
werden in TRACE auf krummlinigen, körperangepassten, block-strukturierten Netzen
(Abb. 3.3) in einem Finite-Volumen-Verfahren räumlich diskretisiert. Zu diesem Zweck
werden die Erhaltungsgleichungen zunächst in ihre generische, konservative Form über-
















Qi ist hierbei der Vektor der konservativen Variablen, Ei der Vektor der konvektiven








Abbildung 3.3: Block-strukturierte Diskretisierung im physikalischen Raum (links) und
Diskretisierung eines Blockes im Rechenraum (rechts)
Die Transformation der kartesischen Netze des physikalischen Raums in die körperange-
passten, äquidistanten Netze des Rechenraums mit den Koordinaten ξ, η, ζ (Abbildung







































Die Bestimmung der Flüsse erfolgt in einem zellzentrierten Verfahren wie TRACE mit-
tels einer Bilanzierung über die Zellflächen (Kügeler 2004), wobei die einzelnen Flüsse
getrennt behandelt werden. So werden die konvektiven Flüsse der Bewegungsgleichungen
mit einem Upwind-Schema zweiter Ordnung approximiert, welches die Total Variation
Diminishing (TVD)-Bedingung mit Hilfe des Einsatzes von Limiter-Funktionen erfüllt.
Hier wird eine modifizierte Version des Limiters nach Van Albada et al. (1982) verwen-
det. Dieser gewährleistet, dass die Variation der physikalischen Lösung in der Zeit nicht
anwächst und somit keine unphysikalischen Extrema sowie Oszillationen bei der Lö-
sung der Differentialgleichungen entstehen. Die Realisierung dieses Upwind-Verfahrens
höherer Ordnung erfolgt mittels des MUSCL-Ansatzes (Monotone Upstream-Centered
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Schemes for Conservation-Laws), bei dem die konstanten Werte der Erhaltungsgrö-
ßen in den Zellvolumen durch lineare Verteilungen ersetzt und so die Werte an den
Zellrändern aus den benachbarten Zellknoten extrapoliert werden (Roe 1981). Da in
Upwind-Verfahren höherer Ordnung eine unphysikalische Abnahme der Entropie über
Unstetigkeiten aufgrund der geringen numerischen Diffusivität nicht ausgeschlossen ist,
wird die numerische Diffusivität durch einen weiteren Limiter mittels einer Modifikation
der Eigenwerte der Flussfunktionen erhöht. Die räumliche Approximation der Flüsse des
Turbulenzmodells erfolgt mit dritter Ordnung Genauigkeit mittels des QUICK-Schemas
(Quadratic Interpolation for Convective Kinematics) nach Hayase et al. (1992), wobei
zusätzlich ein Limiter zur numerischen Stabilisierung nach Röber et al. (2006) verwen-
det wird. Die Approximation der konvektiven Terme des Transitionsmodells erfolgt mit
einem herkömmlichen Upwind-Verfahren erster Ordnung. Alle diffusiven Flüsse werden
mit einem Zentraldifferenzen-Verfahren zweiter Ordnung approximiert, wobei die ge-
mischten Ableitungen, die bei der Transformation vom kartesischen in das krummlinige
Koordinatensystem entstehen, berücksichtigt werden. Eine detaillierte Darstellung ei-
nes Großteils der hier genannten Verfahren gibt Kügeler (2004), für eine grundlegende




Block 1 Block 2
Abbildung 3.4: Geisterzellen
Das Aufprägen der Randbedingungen erfolgt in einem zellzentrierten Verfahren wie
TRACE mittels sogenannter Geisterzellen, die das Rechengebiet bei einem Verfahren
zweiter Ordnung an jedem Rand um zwei Kontrollvolumina erweitern. Für Block-,
Periodizitäts- und Symmetrierandbedingungen werden sie, wie in Abbildung 3.4 beispiel-
haft für eine Blockrandbedingung gezeigt, mit Kopien der Erhaltungsgrößen der inneren
Zellen der verknüpften Blöcke belegt. Bei den weiteren Randbedingungstypen erfolgt
die Belegung wie im Folgenden beschrieben. Insgesamt erlaubt diese Vorgehensweise so
auch an den Blockrändern eine zum inneren Bereich der Blöcke identische Bestimmung




An einer Festkörperwand verschwinden zum einen die wandnormalen und die tangen-
tialen Geschwindigkeitskomponenten (Haftbedingung), zum anderen aber auch hieraus
abgeleitet die turbulenten Schwankungsbewegungen. Bei der sogenannten Low-Reynolds-
Randbedingung wird dies durch ein Belegen der Geisterzellen mit den Werten der Ge-
schwindigkeiten und der spezifischen turbulenten kinetischen Energie der wandnächsten
inneren Zellen mit umgekehrten Vorzeichen erreicht. Die Low-Reynolds-Randbedingung
bedarf hierbei einer verhältnismäßig feinen Auflösung der Grenzschicht inklusive der
viskosen Unterschicht mit einem dimensionslosen Wandabstand der wandnächsten Zel-
len von n+ ≈ 1. Bei einer gröberen Netzauflösung werden mit Hilfe der turbulenten
Wandfunktion die Werte der wandnächsten Zelle bestimmt. Der theoretische Wert der
turbulenten Dissipation ω von unendlich (Wilcox 1988) wird bei beiden Modellierungs-
typen durch eine Belegung der Geisterzellen mit den zehnfachen Werten der beiden
wandnächsten inneren Zellen realisiert. Für die Transportgrößen des Transitionsmodells
γ und RˆeΘt erfolgt eine Belegung der Geisterzellen mit Kopien der inneren wandnächs-
ten Zellen. Die Modellierung der thermischen Randbedingung erfolgt entweder adiabat
oder isotherm. Während bei letzterer eine vorgegebene konstante Wandtemperatur in
den Geisterzellen aufgeprägt wird, wird bei ersterer der Wärmefluss über die Wand und
somit der Temperaturgradient zu null gesetzt.
3.6.2 Euler-Wand
Bei einer Euler-Wand-Randbedingung wird nur die wandnormale Geschwindigkeitskom-
ponente zu null gesetzt. Die verbleibenden Komponenten sowie der Druck werden unter
Beibehaltung der Gradienten aus dem Strömungsfeld in die Geisterzellen extrapoliert.
Die Randbedingung wird in zweidimensionalen, quasi-dreidimensionalen (Q3D) Konfi-
gurationen für die Geisterzellschichten normal zur Strömungsrichtung verwendet.
3.6.3 Ein- und Ausströmrand
Eine zentrale Bedeutung bei der Simulation von Turbomaschinenströmungen kommt den
Ein- und Ausströmrändern zu, die im Gegensatz zu Konfigurationen der Außenaerodyna-
mik nur einen geringen Abstand zu den umströmten Körper aufweisen. Um Reflexionen
von akustischen Wellen an den Rändern zu vermeiden und somit eine Lösung zu erhal-
ten, die einer mit unendlich langem, gleichmäßigen Ein- und Austrittsströmungskanal
entspricht, müssen sogenannte nicht-reflektierende Randbedingungen verwendet werden.
Diese basieren auf einer Charakteristikenanalyse der linearisierten Euler-Gleichungen
(Giles 1990). Im Rahmen dieser Arbeit wird für die stationären Simulationen eine auf
der theoretischen Fourier-Zerlegung der Strömungsgrößen basierende Methode verwen-
det, während für die instationären Simulationen direkt die Charakteristikenmethode
nach Saxer und Giles (1993) gewählt wird.
Am Eintrittsrand werden für die Bewegungsgleichungen als radiale Verteilungen der
Totaldruck, die Totaltemperatur sowie die Winkel in radialer und Umfangsrichtung
durch Aufprägen auf die Geisterzellen vorgegeben. Für das Turbulenzmodell werden
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zusätzlich der Turbulenzgrad, das integrale turbulente Längenmaß und die Mach-Zahl














Des Weiteren wird für das Transitionsmodell definitionsgemäß γ = 1 und
RˆeΘt = 803, 73(Tu · 100 + 0, 6067)−1,027 (3.55)
vorgeschrieben. Am Austrittsrand wird ausschließlich der statische Druck aufgeprägt.
3.6.4 Farfield
Auf Anwendungen der Außenaerodynamik zurückgehend kann die Farfield-Randbedingung
je nach vorgegebenem Strömungswinkel und räumlicher Orientierung sowohl einen Ein-
als auch einen Austrittsrand darstellen. Für die Bewegungs-, Turbulenzmodell- und
Transitionsmodellgleichungen erfolgt prinzipiell die Vorgabe der selben Randwerte wie
im Einströmrand. Folgend aus den Arbeiten von Biester (2009) wird die Farfield-Rand-
bedingung an den Eintrittsrändern der Plenen der Ausblasungstestfälle (Abschnitt 6.1)
verwendet. Um hier einen physikalisch sinnvollen Wert der Intermittenz von γ = 0
vorschreiben zu können, wurde im Rahmen dieser Arbeit eine Modifikation der Rand-
bedingung implementiert, die das Vorschreiben eines konkreten Wertes von γ erlaubt.
3.6.5 Leak Inlet
Im Hinblick auf die Simulation von Konfigurationen mit Ausblasungen ermöglicht die
Leak Inlet-Randbedingung die Definition eines Einritts auf einem Teil eines Blockrands
(Panels). Durch Aufprägen auf die Geisterzellen werden Strömungswinkel, Totaltempe-
ratur und Totaldruck bzw. direkt der Massenstrom vorgeschrieben. Im Rahmen dieser
Arbeit wurde die Randbedingung um die Möglichkeit erweitert, den Turbulenzgrad, das
integrale turbulente Längenmaß sowie die Intermittenz vorzugeben. RˆeΘt berechnet sich
entsprechend Gl. (3.55).
3.6.6 Mischungsebene und zonaler Ansatz
Basierend auf den nicht-reflektierenden Ein- und Austrittsrändern werden in den statio-
nären Simulationen die Schaufelreihen axial mit einer nicht-reflektierenden Mischungs-
ebene gekoppelt. Hierbei werden auf radialen Bändern umfangsgemittelte Werte zwi-
schen der stromaufwärts und der stromabwärts liegenden Ebene mittels der Geister-
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zellschichten übertragen. In den instationären Simulationen erfolgt eine unmittelbare
Kopplung der Schaufelreihen durch den vollkonservativen zonalen Ansatz zweiter Ord-
nung nach Yang et al. (2003) und Yang et al. (2006). Dieser erlaubt ferner die Verknüp-
fung von Blöcken innerhalb einer Schaufelreihe mit ungleicher Punktverteilung und nicht
übereinander liegenden Blockrändern („zonal mixed“), was für die Anknüpfung der Net-
ze der Ausblasungsbohrungen und Sekundärluftsysteme an das Schaufelnetz verwendet
wird (siehe Abschnitte 6.1 und 6.2).
3.7 Lösung der diskreten Gleichungen
Die räumlich und zeitlich diskretisierten Erhaltungsgleichungen mit den vorgeschrie-
benen Randbedingungen führen auf ein lineares Gleichungssystem, das im stationären
Fall mittels einer impliziten Zeitdiskretisierung nach dem Prädiktor-Korrektor-Verfahren
erster Ordnung gelöst wird. Deren Anwendung auf die Bewegungsgleichungen führt auf
eine dünn besetzte Hepta-Diagonalmatrix, welche im Prädiktor-Schritt mit einer un-
vollständigen LU-Zerlegung - ILU(0) - zur Beschleunigung vorkonditioniert und iterativ
gelöst wird (Meister 2008). Im Korrektor-Schritt werden unter Annahme nahezu kon-
stanter viskoser Flüsse Di lediglich die konvektiven Flüsse Ei unter Beibehaltung der
ILU-Zerlegung neu berechnet, was Courant-Friedrich-Levy-Zahlen (CFL) größer 100 und
damit eine zusätzlich beschleunigte Konvergenz ermöglicht. Da die Bewegungsgleichun-
gen mit den Turbulenz- und Transitionsmodellgleichungen durch die Wirbelviskosität
nur schwach gekoppelt sind, werden letztere von ersteren mit einem impliziten symme-
trischen Gauß-Seidel-Verfahren (SGS) (Meister 2008) erster Ordnung getrennt zeitlich
diskretisiert und gelöst.
Um die für niedrige Mach-Zahlen zum Beispiel in den Sekundärluftsystemen der Aus-
blasungskonfigurationen auftretende steife Koppelung der Bewegungsgleichungen zu ver-
ringern und der damit sinkenden numerische Stabilität und Genauigkeit des Verfahrens
entgegenzuwirken, werden die Bewegungsgleichungen mit einer Dämpfungsmatrix multi-
pliziert, die die Differentialgleichungen hyperbolisiert. Diese Präkonditionierung verbes-
sert die Konvergenz bei Ma << 1 deutlich und erlaubt die Berechnung von nahezu in-
kompressiblen Strömungen mit einem kompressiblen Verfahren (Kügeler 2004). Für Be-
triebspunkte kleinerer Reynolds-Zahlen (Re < 400.000) mit entsprechend kleinen Mach-
Zahlen werden zusätzlich die Turbulenz- und Transitionsmodellgleichungen im Rahmen
des SGS mit einer ILU-Zerlegung vorkonditioniert. Für höhere Reynolds-Zahlen kommt
zur Vorkonditionierung das SSOR-Verfahren (Symmetric Successive Overrelaxation)
zum Einsatz.
Alle stationären Simulationen dieser Arbeit konvergierten bei einer Verringerung des
maximalen Anfangsresiduums um drei und des mittleren Residuums um fünf Größen-
ordnungen sowie einer Massenstromimbalanz zwischen Ein- und Austritten von kleiner
0,001%. Darüber hinaus wurde entsprechend der Zielsetzung der Arbeit darauf geachtet,
asymptotisch-konstante Werte der Wirbelviskosität zu erreichen.
Die zeit-aufgelösten, instationären Simulationen werden mit einem dualen Zeitschritt-
verfahren gelöst. Dieses führt neben der physikalischen auf eine zusätzliche pseudo-
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Zeitebene, welche identisch zu dem beschriebenen stationären Ansatz behandelt und
gelöst wird. Auf der physikalischen Ebene wird eine implizite zeitliche Diskretisierung
nach dem Drei-Punkt-Euler-Rückwärtsverfahren mit zweiter Ordnung Genauigkeit ver-
wendet (Nürnberger 2004). Die zeitaufgelösten Rechnungen dieser Arbeit konvergierten
nach 20 bis 30 Passagendurchgängen, was anhand eines periodisch-instationären Verhal-
tens des Massenstroms beurteilt wurde. Ein Passagendurchgang wurde dabei mit 256
Zeitschritten und jeweils 20 Subiterationen aufgelöst.
3.8 Fehler und Genauigkeit
Die Verlässlichkeit der Ergebnisse von CFD-Simulationen und damit im Wesentlichen
ihre Genauigkeit spielt in der wissenschaftlichen wie auch in der industriellen Anwendung
eine zentrale Rolle. Ähnlich zu experimentell gewonnenen Daten wird die Genauigkeit
einer beliebigen Größe x der Lösung durch eine Unsicherheit µ im Bereich ±µ angegeben.
Dieser Bereich beinhaltet definitionsgemäß alle Fehler, deren Vorzeichen nicht bekannt
sind. Ist ein durch die Quelle i verursachter Fehler δi wiederum in Vorzeichen und Betrag
bekannt, kann bzw. muss er von x subtrahiert werden (ASME V & V 20 Committee
2009). Eine systematische Strukturierung möglicher Fehlerquellen erfolgt typischerweise
anhand der folgenden Kategorien (Ferziger und Perić 2008, Casey und Wintergerste
2000):
1. Implementierungsfehler entstehen während der Umsetzung der diskretisierten Er-
haltungsgleichungen und numerischen Lösungsverfahren in Quellcode durch dessen
Autor.
2. Rundungsfehler sind direkt mit der Umsetzung von Gleitkommaoperationen auf
dem verwendeten Computersystem sowie der Anzahl an Nachkommastellen ver-
knüpft, mit denen Zahlen gespeichert werden.
3. Iterationsfehler sind die Differenz zwischen exakter und iterativer Lösung der dis-
kretisierten, approximierten Gleichungen.
4. Diskretisierungsfehler sind der Unterschied zwischen der exakten Lösung der Er-
haltungsgleichungen und der exakten Lösung ihrer diskretisierten Approximation.
5. Bedienungsfehler umfassen unter anderem die Wahl von für das Problem ungeeig-
neten physikalischen Modellen durch den Nutzer des CFD-Codes.
6. Anwendungsfehler sind auf Unsicherheiten in den Rechnungsrandbedingung und
der Geometrie gegenüber dem experimentellen Aufbau zurückzuführen. Einen Über-
blick über typische Fehler in Turbomaschinenanwendungen gibt Denton (2010).
7. Modellfehler stellen die Differenz zwischen der tatsächlichen Strömung und der ex-
akten Lösung des mathematischen Modells dar und beinhalten die Unzulänglich-




Für die Quantifizierung der Genauigkeit müssen diese Fehler sequentiell im Rahmen der
Verifizierung des Codes, der Verifizierung der Lösung und der Validierung der Lösung
bewertet werden. Dabei umfasst die Verifizierung im Kontext numerischer Simulationen
die Bestimmung der Genauigkeit der Lösung der Modellgleichungen und betrifft somit
die Punkte 1 bis 4. Die Verifizierung des Codes ist dem Punkt 1 und in Teilen dem
Punkt 2 zuzuordnen. Die Validierung - die Bestimmung der Genauigkeit des Modells im
Vergleich zur Wirklichkeit - umfasst die Punkte 5 bis 7 und fußt auf dem Vergleich der
verifizierten Lösung des verifizierten Codes mit einer Referenz, die typischerweise aus ex-
perimentellen Datensätzen besteht. Deren Unsicherheit µexp muss daher mit einbezogen
werden.
Die Genauigkeit der Simulationsergebnisse der vorliegenden Arbeit kann entsprechend
dieser Hierarchie wie folgt bewertet werden:
1. Da keine neuen numerischen Lösungsmethoden in TRACE implementiert werden
und der Quellcode aufgrund vorhergehender Publikationen (Nürnberger 2004, Kü-
geler 2004, Kožulović 2007, Marciniak et al. 2010) als grundsätzlich verifiziert ange-
sehen werden kann, ist eine detaillierte Bestimmung von Implementierungsfehlern
zum Beispiel mittels MMS (Method of Manufactured Solutions) nach ASME V &
V 20 Committee (2009) im Rahmen dieser Arbeit nicht notwendig. Eine Überprü-
fung des Verhaltens der Quelltermmodifkation (Kapitel 4) anhand verschiedener
Testfälle findet im Rahmen der Überprüfung des Modellverhaltens in Kapitel 5
und der Validierung in Kapitel 6 statt.
2. Nach Roache (1998) können Unsicherheiten durch Rundungsfehler durch Variati-
on des Gleitkommaformats abgeschätzt werden. Anhand typischer Kennwerte der
T161-Kaskade wird in Anhang B.3 gezeigt, dass die Erhöhung des Formats von
einfacher auf doppelte Genauigkeit keinen nennenswerten Einfluss hat. Rundungs-
fehler können somit vernachlässigt werden.
3. Nach Ferziger und Perić (2008) können Iterationsfehler dann vernachlässigt wer-
den, wenn das mittlere Residuum gegenüber dem Rechnungsstart um mindestens
fünf Größenordnungen gefallen ist. Unsicherheiten, die auf Iterationsfehler zurück-
gehen, brauchen für die Ergebnisse dieser Arbeit nicht berücksichtigt zu werden,
da dies in allen hier verwendeten Rechnungen der Fall ist (siehe Abschnitte 3.7
und 5.1.2).
4. Um die numerische Unsicherheit µnum aus dem Diskretisierungsfehler abzuschät-
zen, wird der auf der Richardson Extrapolation basierende Netzkonvergenzindex
GCI (Grid Convergence Index) nach Roache (1998) für alle in Kapitel 6 verwende-
ten Validierungstestfälle bei repräsentativen Betriebspunkten angegeben. Die we-
sentlichen Grundgleichungen dieses Verfahrens sind in Abschnitt B.2 im Anhang
gegeben.
5. Aufgrund der im Rahmen dieser Arbeit umfangreich durchgeführten Validierungen
anhand verschiedener Testfälle können Bedienungsfehler ausgeschlossen werden.
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3.8 Fehler und Genauigkeit
6. Die vorgegebenen Randbedingungen entstammen bis auf das turbulente Längen-
maß und den Turbulenzgrad direkt experimentellen Messungen und unterliegen
den damit verbundenen Genauigkeiten. Eine Abschätzung der Unsicherheit im Si-
mulationsergebnis, die sich aus diesen Randbedingungsfehlern ergibt, ist in Anhang
B.3 gegeben. Sie kann demnach vernachlässigt werden. Wie Pěcnik et al. (2011)
mittels stochastischer Methoden zeigen konnten, hat die Wahl des turbulenten
Längenmaßes lT am Eintrittsrand einen deutlichen Einfluss auf die Transitions-
vorhersage des γ-ReΘ-Transitionsmodells und ist somit eine bedeutende Quelle im
Rahmen der Anwendungsfehler. Eine zehnprozentige Variation des aus eigenen Er-
fahrungen und Untersuchungen der MTU Aero Engines resultierenden Basiswertes
zeigt dementsprechend auch hier einen Einfluss (Anhang B.3). Eine vergleichbare
Unsicherheit kann ebenfalls bei einer entsprechenden Variation des Turbulenzgrads
festgestellt werden.
7. Die vorliegende Arbeit hat unter anderem zum Ziel, durch die Entwicklung eines
Modells für ausblasungsinduzierte Transition, den Modellfehler und damit insge-
samt den Validierungsfehler zu verringern. Es ist somit nicht sinnvoll die Validie-
rungsunsicherheit µval als Wert anzugeben - sie ist im Rahmen der Validierungen
direkt ersichtlich. Sofern vorhanden, werden alle experimentellen Referenzdaten







In diesem Kapitel werden die im Rahmen der vorliegenden Arbeit entwickelten Modell-
gleichungen für ausblasungsinduzierte Transition vorgestellt und diskutiert. Die Notwen-
digkeit der Modellentwicklung beruht dabei auf der Bewertung der Ergebnisse von Garg
(2002) sowie auf Analysen von Herbst et al. (2010) und Herbst et al. (2011b). Diese
Studien zeigen, dass stationäre RANS-Simulationen mit einem Zwei-Gleichungsturbu-
lenzmodell und einem zusätzlichen empirischen Transitionsmodell wie dem Multimode-
oder dem γ-Reθ-Modell insbesondere für Reynolds-Zahlen Re < 100.000 - also im für
die Strömungsbeeinflussung relevanten Betriebspunktbereich - dazu neigen, die Verluste
von Niederdruckturbinenprofilen mit VGJ-Ausblasungen zu überschätzen. Zurückzufüh-
ren ist dieses Verhalten auf das Defizit der Modelle, das Transitionsverhalten stromab-
wärts der Ausblasungen physikalisch korrekt abzubilden (vgl. Abschnitt 2.4.4). Während
das Multimode-Modell zwar durch seinen Modus für ablösungsinduzierte Transition den
Grenzschichtumschlag einleitet, aber eine zu geringe Turbulenzproduktion vorhersagt
(Herbst et al. 2010), prognostiziert das γ-Reθ-Modell ein gänzlich laminares Verhalten
stromabwärts der Ausblasung (Herbst et al. 2011b). In beiden Fällen resultiert dies in der
Berechnung einer im Vergleich zu experimentellen Werten zu großen saugseitigen lamina-
ren Ablösung und den damit verbundenen zu hohen Profilverlusten. Wie die Studie von
Herbst et al. (2011b) zeigt, kann dem durch die Erweiterung des γ-Reθ-Modells um einen
Modus für ausblasungsinduzierte Transition begegnet werden. Der auf einem gefilterten
Q-Wirbelkriterium basierende Modellierungsansatz stellt hierbei den Ausgangspunkt für
das im Folgenden vorgestellte Modell dar.
4.2 Modellierungsansatz
Die Grenzschichtströmung stromabwärts von Ausblasungen aus diskreten Bohrungen ist
insbesondere durch die charakteristischen kohärenten Wirbelstrukturen dreidimensional.
Als Grundlage für die Abbildung der ausblasungsinduzierten Grenzschichttransition wird
daher das auf Transportgleichungen basierende γ-Reθ-Transitionsmodell in Kombination
mit dem k-ω-Turbulenzmodell nach Wilcox (1988) gewählt. Dem Ansatz dieses Modells
entsprechend, basieren die Modellgleichungen für ausblasungsinduzierte Transition somit
ausschließlich auf lokalen Operationen.
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4 Modellierung ausblasungsinduzierter Transition
Die Modellierung umfasst mit der Detektion geeigneter Transitionsorte und der Abbil-
dung des Transitionverlaufs dabei zwei Teilaspekte. Aufgrund mangelnder empirischer
Datensätze über einen weiten Parameterraum erübrigt sich für beide im vorliegenden
Fall eine rein empirische Herangehensweise im Sinne vorhandener Transitionsmodelle
für natürliche und Bypass-Transition (Mayle 1991, Kožulović 2007, Langtry und Menter
2009). Es wird daher ein halb-empirisches Vorgehen gewählt. Das bedeutet, dass ge-
eignete Modellierungsparameter aufgrund analytischer Überlegungen ermittelt und an-
hand von Testfällen kalibriert werden. Ein rein analytisches Vorgehen ist aufgrund der
bekannten Defizite der stationären RANS-Modellierung bei der Abbildung turbulenter
Strukturen nicht sinnvoll.
Durch die Einbindung des Modells in die Transportgleichungen des γ-Reθ-Transitions-
modells ist eine Interaktion des Ausblasungsmodus mit den bereits im Modell integrier-
ten Moden möglich. So kann zum Beispiel der unterschiedliche Transitionsverlauf strom-
abwärts einer Ausblasung sowohl für laminare als auch für transitionelle Grenzschichten
mit Bypass-Transition abgebildet werden.
Das Modell wird im Hinblick auf die Auslegung und Analyse von mehrstufigen Nie-
derdruckturbinen mit VGJs entwickelt. Aus dieser Zielsetzung ergeben sich neben der
Anforderung, die Strömungsphysik abzubilden, weitere Randbedingungen, welche die
Anwendbarkeit des Modells betreffen:
1. Das Konvergenzverhalten der Simulationen soll durch das Modell wenig bis gar
nicht negativ beeinflusst werden.
2. Das Modell muss aufgrund limitierter Rechenleistungen im Hinblick auf die Simu-
lation mehrstufiger Turbinen auch bei verhältnismäßig geringer Netzdichte einsetz-
bar sein, wobei es ein asymptotisches Verhalten für steigende Netzdichte aufweist.
3. Es sollte additiv einsetzbar sein und in Bereichen im Strömungsfeld, die nicht durch
Ausblasungen beeinflusst sind, eine möglichst geringe, strömungsphysikalisch be-
gründbare Veränderung der Simulationsergebnisse bewirken. Dies betrifft aufgrund
der gewählten Modellparameter insbesondere den Bereich der Randzonen mit den
dort auftretenden dreidimensionalen Wirbelstrukturen (vgl. Abschnitt 2.1.2).
4.3 Modellgleichungen
4.3.1 Transitionskriterium
Die durch Ausblasungen aus diskreten Bohrungen induzierte Grenzschichttransition ist,
wie in Abschnitt 2.4.4 beschrieben, unmittelbar mit den auftretenden kohärenten, statio-
nären Wirbelstrukturen verknüpft. Dem Hufeisenwirbel und insbesondere dem Nieren-
wirbelpaar kommt hierbei eine hervorzuhebende Bedeutung zu, da ihr Querströmungs-
anteil Wendepunkte im Geschwindigkeitsprofil verursacht, die nach der linearen Stabili-










Abbildung 4.1: Verhalten der Modellparameter bei der Ausblasung in die Grenzschicht
einer flachen Platte (Beschreibung des Testfalls in Abschnitt 5.1)




[|Ωij|2 − |Sij|2] (4.1)





eingeführt. Mittels der Identität
∂ui
∂xj
= Sij + Ωij, (4.3)
sind die Tensoren der Scherrate Sij (Gl. 3.23) und der Rotation Ωij (Gl. 3.33) als symme-
trischer und asymmetrischer Teil des Tensors der Geschwindigkeitsgradienten definiert,
so dass der Definitionsbereich der relativen Wirbelstärke Ωrel = 0...1 beträgt. Im Sinne
des Q-Kriteriums liegt dann ein Wirbelkern vor, wenn Ωrel > 0, 5 ist – also die Rotation






als axialer Vektor der Wirbelstärke ωi ausgedrückt werden, der gleich der doppelten
Winkelgeschwindigkeit der Rotationsbewegung ist (Spurk und Aksel 2007). Durch die
Bildung des Skalarprodukts von ωi mit dem Geschwindigkeitsvektor ui und der Normie-
rung mittels des Produkts der Vektorbeträge kann der relative Anteil der Wirbelstärke
in Strömungsrichtung berechnet werden. Die Kombination des Betrages dieser relativen
Wirbelstärke in Strömungsrichtung (engl. Streamwise Vorticity)
|ωsw,rel| = |uiωi||ui| · |ωi| (4.5)
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Abbildung 4.2: Verhalten der Modellparameter im Fall eines schräg angeströmten Zylin-
ders (Daten des Testfalls in Abschnitt C.1 im Anhang)
mit der relativen Wirbelstärke Ωrel erlaubt so die Isolierung von Wirbelkernen mit einem
signifikanten Querströmungsanteil wie dem Hufeisenwirbel und dem Nierenwirbelpaar
eines VGJ (siehe Abbildung 4.1).
Im Hinblick auf komplexe Turbomaschinenströmungen muss das Modellverhalten eben-
falls in nicht mit Ausblasungen assoziierten Bereichen dreidimensionaler Grenzschich-
ten beachtet werden. Wie qualitativ anhand des von Kohama (1987) publizierten Test-
falls eines quer angeströmten, gepfeilten Zylinders in Abbildung 4.2 (links) veranschau-
licht, werden durch die Modellparameter Ωrel und |ωsw,rel| neben kohärenten, parallel
zur Hauptströmungsrichtung auftretenden Wirbeln so weitere charakteristische Struktu-
ren detektiert. Dies sind typische Bereiche von Querströmungsinstabilitäten (Abschnitt
2.2.5), die auf die Pfeilung des Zylinders und des dadurch hervorgerufenen wandparal-
lelen Druckgradienten normal zur Strömungsrichtung sowie die Stromlinienkrümmung
zurückzuführen sind i1 . Stromabwärts des Zylinders nehmen beide Parameter darüber
hinaus hohe Werte im Rezirkulationsgebiet des Nachlaufs an i2 . Um das Modellverhalten
in diesen Bereichen zu steuern, werden zwei weitere Modellparameter definiert.
Angelehnt an die Görtler-Zahl sowie dem Transitionskriterium für Querströmungsin-








den Radius R der Stromlinienkrümmung mit einer an die Impulsverlustdicke angelehn-
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4.3 Modellgleichungen
te Größe Θ∗ ins Verhältnis. Er beschreibt somit das Verhältnis von destabilisierenden
Zentrifugalkräften als Folge der Stromlinienkrümmung zu dämpfenden viskosen Kräften
der Grenzschicht. Die Größe Θ∗ wird hierbei dem γ-Reθ-Modell entsprechend aus der
































Aufgrund der hohen Stromlinienkrümmung und der hohen Scherung in den Wirbel-
strukturen stromabwärts der Ausblasung nimmt CK dort große Werte an. In typischen
Bereichen von Querströmungsinstabilitäten, wie sie z.B. in den Randzonen von Schaufel-
profilen auftreten können, nimmt CK hingegen niedrigere Werte an, was eine Separation
beider Bereiche und so die Steuerung des Modellverhaltens erlaubt. Im gezeigten Bei-
spiel des Zylinders führt die Anwendung von CK so zum gewünschten Ausblenden dieser
Querströmungsbereiche (vgl. Abbildung 4.2 links und Mitte).
Um Rezirkulationsgebiete von Nachlauf- und Ablösungsbereichen auszublenden, wird







eingeführt. Physikalisch beschreibt Qτ den Zusammenhang zwischen der Rotationsge-
schwindigkeit und der viskosen Dissipation des Wirbels. Für kleine Werte von Qτ können
so langsam rotierende bzw. schnell dissipierende Wirbel, die einen geringen Einfluss auf
die Transition ausüben, ausgeblendet werden. In Abbildung 4.2 (rechts) wird anhand
des Nachlaufbereiches des quer angeströmten Zylinders qualitativ der Einfluss dieses
Parameters veranschaulicht.
Basierend auf den gewählten Modellparametern werden die Modellfunktionen fΩ, fω,


































Abbildung 4.3: Modellfunktionen für ausblasungsinduzierte Transition
Der Transitionsbeginn wird dann eingeleitet, wenn fVGJ > 0 ist. Die Modellfunktionen
wurden in umfangreichen Testrechnungen an Turbinengittern mit und ohne Ausblasung
wie folgt kalibriert:
fΩ = max [cΩ,1 tanh (cΩ,2Ωrel + cΩ,3) + cΩ,4; 0] (4.13)
fω = max [cω,1 atan (cω,2|ωsw,rel|+ cω,3) ; 0] (4.14)
fC = max [cC,1 + cC,2 tanh (cC,3CK + cC,4)) ; 0] (4.15)
fQ = max [cQ,1 atan (cQ,2Qτ + cQ,3) ; 0] (4.16)
In Abbildung 4.3 sind die Modellfunktionen (Gl. 4.13 - 4.16) dargestellt. Anhand der
Verläufe wird deutlich, dass mit steigenden Modellparametern ebenfalls der Transiti-
onsfaktor fVGJ ansteigt. Ausblasungsinduzierte Transition wird somit dann eingeleitet,
wenn durch die Ausblasung langsam dissipierende, kohärente Wirbelstrukturen mit einer
hinreichenden Wirbelstärke in Strömungsrichtung hervorgerufen werden und die Grenz-
schicht durch in Folge der Stromlinienkrümmung auftretende Zentrifugalkräfte ausrei-
chend destabilisiert wird. Darüber hinaus veranschaulicht Abbildung 4.3, dass fVGJ im
Vergleich zu den anderen Modellparametern eine starke Abhängigkeit von der relati-
ven Wirbelstärke Ωrel aufweist. Wie im folgenden Abschnitt erläutert wird, erlaubt fΩ
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Abbildung 4.4: Abhängigkeit der relativen Wirbelstärke Ωrel von Ausblasungs- und Be-
triebspunktparametern einer flachen Platte mit Ausblasung (links, Be-
schreibung des Testfalls in Abschnitt 5.1) sowie der T161-Niederdruck-
turbinenkaskade mit Ausblasung (rechts, Beschreibung des Testfalls in
Abschnitt 6.1.3)
Wie die Untersuchungen von Postl (2005) gezeigt haben, schlägt die Grenzschicht
nicht unmittelbar an der Ausblasungsposition um, sondern in einem von der Ausbla-
sungsrichtung und der Blasrate abhängenden Abstand stromabwärts. Diesem verzöger-
ten Umschlagverhalten wird bei der Einbindung des Kriteriums für ausblasungsindu-
zierte Transition fVGJ in das γ-Reθ-Transitionsmodell insofern Rechnung getragen, als
der Produktionsterm des Transitionskriteriums RˆeΘt modifiziert wird. Dieses Vorgehen
erlaubt gegenüber der direkten Anpassung der Intermittenz γ oder des Produktions-
terms der γ-Transportgleichung eine verzögerte Steuerung des Turbulenzmodells. Es
wird dementsprechend ein neuer Produktionsterm für ausblasungsinduzierte Transition
definiert




und mit dem ursprünglichen Term PΘt (Gl. 3.37) zu einem neuen Gesamtproduktions-
term
PΘt,Neu = PΘt,VGJ + max[(1− fVGJ); 0]PΘt (4.18)
verknüpft.
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4 Modellierung ausblasungsinduzierter Transition
Um den lokalen, auf die Grenzschicht beschränkten Charakter der ausblasungsindu-
zierten Transition zu berücksichtigen, ist der neue Term PΘt,VGJ durch den Blendfaktor
FΘt ausschließlich in der Grenzschicht aktiviert. Dies ist insofern bemerkenswert, als er
sich damit entgegengesetzt zum ursprünglichen Produktionsterm PΘt verhält. Zur Mo-
dellierung des diffusiven Charakters der durch PΘt abgebildeten Bypass-Transition ist
PΘt wiederum in der Grenzschicht deaktiviert und nur in der Außenströmung aktiviert.
Da eine Absenkung von RˆeΘt im Sinne des γ-ReΘ-Modells einen transitionsfördernden
Einfluss abbildet, wird die Störung der Grenzschicht durch die Ausblasung mittels ei-
nes negativen Produktionsterms modelliert. Durch die Subtraktion des lokalen RˆeΘt von
der im Transitionsmodell vorgegebenen unteren Grenze von RˆeΘt = 20 werden positive
Produktionsterme PΘt,VGJ ausgeschlossen.
Die Stärke der durch den negativen Produktionsterm modellierten Störung ist dar-
über hinaus eine lineare Funktion von fVGJ. Durch den dominanten Einfluss der mittels
der Modellfunktion fΩ einfließenden relativen Wirbelstärke Ωrel auf fVGJ wird die von
Postl (2005) beobachtete Auswirkung von Ausblasungswinkel und Blasrate auf den Tran-
sitionsverlauf berücksichtigt. Wie Abbildung 4.4 anhand der über die Transitionsorte
fVGJ > 0 flussgemittelten relativen Wirbelstärke Ωrel,fm sowie der maximal auftretenden
relativen Wirbelstärke Ωrel,max beispielhaft veranschaulicht, können so für steigendes B
in der Tendenz höhere Werte von Ωrel beobachtet werden. Zusätzlich bestehen Abhängig-
keiten von der Reynolds-Zahl und der Ausblasungsposition (Abbildung 4.4 rechts) sowie
vom Ausblasungswinkel (Abbildung 4.4 links), die auf diese Weise im Transitionsmodell
berücksichtigt werden.
Im Folgenden werden alle Ergebnisse, die mit dem um den Modus für ausblasungs-
induzierte Transition ergänzten γ-Reθ-Modell generiert werden, als VGJ-Transition be-
zeichnet. Ergebnisse des ursprünglichen γ-Reθ-Modell werden mit Standard-Transition
benannt. Als Intermittenz wird im weiteren Verlauf der Arbeit die Transportgröße γ des
γ-Reθ-Modells bezeichnet – γ kann somit im Bereich von laminaren Ablösungen Werte
größer 1,0 annehmen (vgl. Abschnitt 3.4.3).
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5 Überprüfung des Modellverhaltens
anhand generischer Testfälle
Bevor das VGJ-Modell im nächsten Kapitel auf komplexe Turbomaschinen-Testfälle an-
gewendet und validiert wird, wird in diesem Kapitel das Verhalten des Modells in einfa-
chen Strömungsfeldern analysiert und plausibilisiert. So wird in einem ersten Schritt das
Modell in der druckgradientenfreien Grenzschicht einer flachen Platte mit Ausblasung
angewendet und die Vorhersage typischer Grenzschichtgrößen als Funktion der zentra-
len Betriebspunkt- und Auslegungsparameter Blasrate, Reynolds-Zahl, Bohrungsteilung
und Ausblasungswinkel untersucht. Anschließend wird das Modell auf die komplexere
Grundströmung einer flachen Platte mit Niederdruckturbinenprofil ähnlicher Druckver-
teilung und laminarer Ablöseblase angewendet.
5.1 Flache Platte ohne Druckgradient
5.1.1 Beschreibung des Testfalls, der Netztopologien und der
Randbedingungen
Um das Verhalten des VGJ-Modells in einer druckgradientenfreien Grundströmung zu
untersuchen, werden Ausblasungen in die Grenzschicht einer flachen Platte simuliert. In
Abbildung 5.1 ist das gesamte Rechengebiet und Rechennetz der Simulationen inklusive
der Randbedingungen dargestellt. Stromaufwärts der Plattenvorderkante ist ein Ein-
strömbereich von der Länge der Platte und stromabwärts ein Abströmbereich von einem
Drittel der Plattenlänge vorgesehen. Am oberen Rand (in y-Richtung) des Rechengebie-
tes sind Euler-Wand-Randbedingungen und am unteren Rand im Ein- und Abströmbe-
reich Symmetrie-Randbedingungen gesetzt. Die Haftbedingung an der Plattenoberfläche
wird durch eine Wand-Randbedingungen berücksichtigt, wobei sie mit einem Abstand
der ersten Zellmitten normal zur Wand von n+ ≈ 1 aufgelöst ist. In z-Richtung ist eine
periodisch-translatorische Randbedingung gesetzt. Das gesamte Netz umfasst 918.784
Knoten.
In Abbildung 5.1 (unten) ist das Netz der Plattenoberfläche in einer Draufsicht dar-
gestellt, wobei der Abstand der vier möglichen Ausblasungspositionen von der Platten-
vorderkante ausgedrückt durch die Reynolds-Zahl Rex angegeben ist. Der Bohrungs-
durchmesser beträgt für alle Positionen gleichbleibend D/δ1 = 4, 5 bezogen auf die
Verdrängungsdicke δ1 der Grenzschicht bei Rex = 150 · 103. Für die Modellierung der
Ausblasungen auf der Plattenoberfläche werden Leak Inlet-Randbedingungen verwendet
(Abschnitt 3.6), wobei pro Simulation jeweils nur eine Bohrung modelliert wird.
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Abbildung 5.1: Testfall flache Platte ohne Druckgradient mit VGJ (translatorisch-
periodische Randbedingung in z-Richtung, jede zweite Netzlinie darge-
stellt, VGJ-Positionen markiert)
In den Untersuchungen werden die folgenden Parameter variiert:
• die Ausblasungsposition Rex = xU1ρ1/µ1 = 25 · 103...150 · 103,
• die Blasrate B = 0, 5...2, 0,
• der Verdrehwinkel θ = 0°...90° und der Neigungswinkel der Ausblasung φ =
35°...45° sowie
• die Bohrungsteilung in z-Richtung ist J/D = 2, 5...20.
Die Zuströmgeschwindigkeit U∞ zur Platte beträgt für alle Simulationen gleichbleibend
U∞ = 53, 6 m/s, der Turbulenzgrad am Einströmrand Tu1 = 5% und das turbulente Län-
genmaß lT = 4 ·10−5 m. Um lokale Bypass-Transitionseffekte durch die Einblasung eines
turbulenten Strahls in die Grenzschicht zu verhindern, wird eine laminare Ausblasung
modelliert. Dementsprechend wird am Leak Inlet eine Intermittenz von γ = 0, 01, ein
Turbulenzgrad von Tu = 0,1% und ein turbulentes Längenmaß von lT = 4, 5 · 10−5 m
vorgegeben.
5.1.2 Konvergenz
Wie Abbildung 5.2 veranschaulicht, verursacht das VGJ-Modell keine signifikante Ver-
schlechterung des Konvergenzverlaufs gegenüber dem Standard-Transitionsmodell. So
kann lediglich im maximalen Dichte-Residuum (Abbildung 5.2 links) eine Erhöhung des
asymptotischen Wertes der auskonvergierten Rechnung um weniger als eine Größenord-
nung beobachtet werden. Das maximale Residuum ist dabei aber immer noch kleiner
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Abbildung 5.2: Konvergenzverläufe des maximalen und RMS Dichte-Residuums (links),
der maximalen bezogenen Wirbelviskosität (Mitte) und der Massenstro-
mimbalanz (rechts) für Rex,VGJ = 50 · 103, B = 0, 5, J/D = 10, φ = 45°
und θ = 0° mit und ohne VGJ-Modell
als 10−5 und das mittlere (RMS) kleiner 10−6, so dass Iterationsfehler ausgeschlossen
werden können. Für die Massenstromimbalanz
δm˙ =
m˙2 − (m˙1 + m˙VGJ)
m˙1 + m˙VGJ
(5.1)
kann kein Unterschied zwischen den Modellierungsvarianten festgestellt werden (Abbil-
dung 5.2 rechts) und für den maximalen Werte der bezogenen Wirbelviskosität µT/µ ist
mit VGJ-Modell bereits bei Iteration 2000 ein asymptotischer Werte erreicht, während
mit dem Standard-Modell sich dieser erst bei Iteration 7000 einstellt.
5.1.3 Qualitative Auswertung
Wie Abbildung 5.3 für die Ausblasung bei Rex,VGJ = 50 · 103 veranschaulicht, wer-
den durch das VGJ-Modell nur im Bereich der Ausblasungsposition und unmittelbar
stromabwärts Transitionsorte (fVGJ > 0) detektiert, die wiederum mit den bekannten
kohärenten Wirbelstrukturen von JiC-Konfiguration verknüpft sind. Neben dem Hufei-
senwirbel i1 ist dies als dominante Struktur das Nierenwirbelpaar i2 . Zusätzlich erfasst
das Modell zwei Wirbel oberhalb des Nierenwirbelpaares, die aufgrund des zum jeweils
nächstgelegenen Astes der Nierenwirbel entgegengesetzten Drehsinns als Reaktionswir-
bel angesehen werden können i3 .
Durch die Detektion der Transitionsorte entlang der Ausblasungsstrahltrajektorie
kommt es unmittelbar stromabwärts der Ausblasungsposition durch das VGJ-Modell
zu einer erheblichen Absenkung von RˆeΘt (Abbildung C.3 oben in Anhang C.2). Wie
anhand der Isolinie γ = 0, 5 für die Intermittenz des γ-Reθ-Modells in Abbildung 5.4
(oben) ersichtlich ist (vgl. Abbildung C.4), führt dies wiederum zu einer Anhebung
der Intermittenz. Weitere ∆Rex ≈ 5 stromabwärts kann am erstmaligen Anwachsen
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Abbildung 5.3: Transitionsorte des VGJ-Modells mit Farbkontur der relativen Streamwi-
se Vorticity ωsw,rel bei Ausblasung in die Grenzschicht der flachen Platte
für Rex,VGJ = 50 · 103, B = 0, 5, φ = 45° und θ = 0°
der Wirbelviskosität im Scherschichtbereich des Ausblasungstrahls der Umschlag der
Grenzschicht beobachtet werden.
Wie die Konturen an vier Strömungsquerschnitten in Abbildung 5.4 (oben) veran-
schaulichen, ist der turbulente Bereich in Bohrungsteilungsrichtung zunächst auf den
Bereich der Ausblasungsbohrung beschränkt (Rex = 60·103). Weiter stromabwärts dehnt
sich dieser Bereich sukzessive in Teilungsrichtung (z-Richtung) und normal zur Wand
(y-Richtung) aus und erfasst schließlich die Grenzschicht über die gesamte Teilung bei
Rex = 200 · 103. Hervorzuheben ist, dass die Ausdehnung des Bereichs mit Intermittenz
γ > 0, 5 dem Anstieg der Wirbelviskosität stromaufwärts immer vorausgeht. Insbesonde-
re für Rex = 60 ·103 fällt auf, dass der Bereich erhöhter Intermittenz in der Grenzschicht
ca. ein Drittel der Teilung einnimmt, während eine turbulente Strömung nur für et-
wa die Hälfte dieses Bereiches beobachtet werden kann. Dies veranschaulicht, dass das
Abbilden turbulenter Strukturen in transitionellen Simulationen neben dem Transitions-
modell auch vom Turbulenzmodell abhängt. So kann in Bereichen, in denen γ > 0 ist,
auch dann kein Anwachsen der Wirbelviskosität beobachtet werden, wenn dieses nicht
durch die Produktionsterme des Turbulenzmodells vorhergesagt wird. Trotz einer kor-
rekten Transitionsmodellierung können daher Differenzen zu experimentellen Daten auf-
treten. Zurückzuführen sind diese möglichen Differenzen auf die bekannte Schwäche von
Zwei-Gleichungsmodellen (z.B. dem k-ω-Modell), die turbulenten Strukturen stark drei-
dimensionaler Strömungen (wie turbulenter Ausblasungsstrahlen) vorherzusagen (Tao
et al. 2009). Für eine mit k-ω-Turbulenz- und γ-Reθ-Transitionsmodell inklusive VGJ-
Modifikation nach Herbst et al. (2011b) gerechnete JiC-Konfiguration sei an dieser Stelle
weiterführend auf Winstroth (2011) verwiesen. In einem wandnahen Sattelpunkt unmit-
telbar stromabwärts der Ausblasung unterhalb der Ausblasungsscherschicht konnte in
dieser Studie die in experimentellen Untersuchungen beobachtete Turbulenzproduktion
sogar in voll-turbulenten Rechnungen (γ = 1) lokal nicht wiedergegeben werden.
Für die Simulationen mit dem Standard-Transitionsmodell (Abbildung 5.4 unten) tritt
hingegen eine deutliche Abhängigkeit vom Transitionsmodell auf. Da stromabwärts der
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Abbildung 5.4: Bezogene Wirbelviskosität der flachen Platte ohne Druckgradient mit
dem VGJ-Modell (oben) und ohne (unten) in Plattenmitte und an vier
axialen Positionen
Ausblasungsposition bis Rex ≈ 130 · 103 in der Grenzschicht γ < 0, 5 ist (vgl. Abbildung
C.4 unten), kann das mit dem VGJ-Modell beobachtete und somit durch die Produk-
tionsterme des Turbulenzmodells vorhergesagte Anwachsen der Wirbelviskosität in der
Grenzschicht nicht festgestellt werden. Das Standard-Transitionsmodell ist somit nicht in
der Lage, den transitionsfördernden Einfluss der Ausblasung auf die Grenzschicht abzu-
bilden. Der dennoch beobachtete, aber deutlich geringere Anstieg der Wirbelviskosität
in der Grenzschicht ist auf die Durchmischung von Außenströmung und Grenzschicht
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durch die Nierenwirbel zurückzuführen. So verursachen diese einen konvektiven Trans-
port von Fluid der Außenströmung mit hoher Intermittenz (γ ≈ 1) in die Grenzschicht
(Abbildung C.4 unten in Anhang C.2). In den Simulationen mit VGJ-Modell kann hin-
gegen ein nicht auf konvektiven Transport zurückzuführender Anstieg der Intermittenz
in der Grenzschicht beobachtet werden (Abbildung C.4 oben). Oberhalb der durch die
Isolinie γ = 0, 5 gekennzeichneten Trennlinie tritt über den gesamten Simulationsbe-
reich wiederum ein zu der Simulation mit dem VGJ-Modell ähnliches Ergebnis für die
Wirbelviskosität auf, allerdings auf niedrigerem Niveau.
5.1.4 Netzkonvergenz
































Abbildung 5.5: Intermittenz γamBL (links), Wandschubspannungsbeiwert cf (Mitte) und
Formfaktor H12 (rechts) der Plattengrenzschicht in Abhängigkeit der
Netzauflösung in Plattenmitte bei z = J/2 (Berechnungsfall Ohne VGJ
mit Standard-Transitionsmodell und mittlerem Netz)
Neben dem bereits diskutierten zu vernachlässigenden Einfluss des VGJ-Modells auf
die (zeitliche) Konvergenz (Abschnitt 5.1.2) muss das VGJ-Modell auch räumlich ein
konvergent-asymptotisches Verhalten aufweisen. Bevor im Folgenden der quantitative
Einfluss verschiedener Ausblasungsparameter auf die Lösung diskutiert und das Ver-
halten des VGJ-Modells so plausibilisiert wird, wird daher eine Netzkonvergenzstudie
durchgeführt, um den Netzeinfluss möglichst auszuschließen In Abbildung 5.5 sind die
Verläufe der mittleren Intermittenz der Grenzschicht γamBL (links), des Wandschubspan-
nungsbeiwerts cf (Mitte) und des Formfaktors H12 (rechts) in Plattenmitte bei z = J/2
für drei systematisch in alle Raumrichtungen gleichmäßig verfeinerte Netze dargestellt.
Das grobe Netz weist hierbei 110.016 Punkte, das mittlere 857.216 Punkte und das feine
3.386.880 Punkte auf.
Als Referenz zu den Verläufen der drei Netze mit Ausblasung sind ebenfalls die Er-
gebnisse der flachen Platte ohne Ausblasung (auf dem mittleren Netz) dargestellt. Die
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Verläufe zeigen in allen drei betrachteten Größen eine für die natürliche bzw. Bypass-
Transition typische Charakteristik. So kann nach einem plateauartigen Verlauf von cf
(Rex = 50 · 103...160 · 103) ein Anstieg und asymptotischer Übergang auf ein höheres
Wandschubspannungsniveau zwischen Rex = 160 ·103...220 ·103 beobachtet werden. Dies
ist verbunden mit einer Verringerung von H12 im Rahmen eines asymptotischen Über-
gangs von typischen Werten einer laminaren Grenzschicht (H12 ≈ 2, 6) auf Werte einer
turbulenten Grenzschicht (H12 ≈ 1, 4). Der Transitionspunkt für die flache Platte ohne
Ausblasung liegt somit bei Rex ≈ 160 · 103, das Transitionsende bei Rex ≈ 220 · 103. Im
Verlauf der Intermittenz γamBL ist ein signifikanter Anstieg bereits stromaufwärts des
Transitionspunktes ab Rex ≈ 130 · 103 bis Rex ≈ 170 · 103 zu erkennen.
Mit Ausblasung kann für alle drei Netze unmittelbar stromabwärts der Ausblasungs-
position ab Rex = 50 · 103 ein Umschlag der Grenzschicht beobachtet werden. Eine
Netzabhängigkeit ist hierbei ausschließlich hinsichtlich der Transitionslänge festzustel-
len. Während für das feine Netz das Erreichen des Wertes des Formfaktors vonH12 ≈ 1, 4
bereits bei Rex ≈ 80 · 103 auftritt, verschiebt sich dieser Punkt mit gröber werdendem
Netz weiter stromabwärts. Zurückzuführen ist dieses Verhalten auf ein mit zunehmender
Netzdichte steigendes Intermittenzniveau γamBL-Niveau im Bereich der Ausblasung aber
auch stromabwärts. Dies ist verknüpft mit dem Auftreten abgelöster Grenzschichtberei-
che (cf < 0 und H12 > 4) stromauf- und stromabwärts der Ausblasungsposition, die sich
mit steigender Netzauflösung stärker ausbilden. Dies führt so für das mittlere und feine
Netz aufgrund des Modus für ablösungsinduzierte Transition des γ-ReΘ-Modells zu Wer-
ten von γ > 1 im Bereich Rex = 50·103...80·103. Im Bereich Rex = 60·103...70·103 können
so für feinere Netze höhere Werte des Wandschubspannungsbeiwerts cf und ein stärkeres
Absinken des Formfaktors H12 beobachtet werden. Stromabwärts Rex = 110 · 103 kann
für cf wie auch H12 kein Unterschied mehr zwischen den verschiedenen Netzauflösungen
festgestellt werden. In Verbindung mit dem konsistent-asymptotischen Verhalten im Be-
reich der Ausblasung für steigende Netzdichten ist ein netzkonvergentes Verhalten des
VGJ-Modells somit gegeben.
Darüber hinaus ist der bei allen Netzen beobachtete unmittelbare Umschlag der Grenz-
schicht stromabwärts der Ausblasung ähnlich den in der Literatur dokumentierten Er-
gebnissen. So weist beispielsweise der Verlauf von H12 einen den Ergebnissen von Horst-
mann et al. (1984) ähnlichen Verlauf auf (Abbildung 2.23 rechts) und entspricht auch
den Erkenntnissen von Mayle (1991) und Eldredge und Bons (2004).
5.1.5 Einfluss der Reynolds-Zahl
Um die Abhängigkeit der Transitionsvorhersage durch das VGJ-Modell von der Rey-
nolds-Zahl der Außenströmung zu untersuchen, werden Simulationen mit Ausblasungen
an vier verschiedenen axialen Positionen verglichen. In Abbildung 5.6 sind die in Tei-
lungsrichtung (z-Richtung) flächengemittelten Größen der mittleren Intermittenz γamBL
der Grenzschicht (links), des Wandschubspannungsbeiwerts cf (Mitte) und des Formfak-
tors H12 (rechts) dargestellt.
Für alle Ausblasungspositionen bzw. Reynolds-Zahlen kann ein nahezu identisches
Verhalten festgestellt werden. So steigt γamBL zunächst schlagartig auf γamBL ≈ 0, 4 an,
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Abbildung 5.6: In z-Richtung gemittelte Intermittenz γamBL (links), Wandschubspan-
nungsbeiwert cf (Mitte) und Formfaktor H12 (rechts) der Plattengrenz-
schicht als Funktion der Reynolds-Zahl (Berechnungsfall Ohne VGJ mit
Standard-Transitionsmodell)
um stromabwärts anschließend auf γ ≈ 0, 3 zurückzugehen. Ab Rex ≈ 130 · 103 steigt
γamBL dann in allen Konfigurationen durch den Umschlag der Grenzschicht lateral in
Teilungsrichtung zwischen den Ausblasungen (vgl. Abbildungen 5.4 und C.4) ähnlich
der Platte ohne Ausblasung auf γamBL ≈ 0, 6. Im Verlauf des Wandschubspannungsbei-
werts und des Formfaktors können entsprechende Verhalten beobachtet werden: Direkt
stromabwärts der Ausblasung steigt cf zunächst schlagartig an, um dann bei allen Konfi-
gurationen auf einen Wert cf ≈ 0, 0012 zurückzugehen. Da dieser oberhalb des laminaren
(cf ≈ 0, 001) aber unterhalb des voll- turbulenten Wertes (cf ≈ 0, 0014) liegt, ist in Ver-
bindung mit Abbildung 5.4 (oben) von einer in Teilungsrichtung (z-Richtung) partiell
turbulenten Grenzschicht auszugehen. Ab Rex ≈ 160 · 103 steigt cf dann asymptotisch
weiter auf den voll-turbulenten Wert für Rex ≈ 220 · 103 an, dem Verlauf der flachen
Platte ohne Ausblasung folgend. Lateral zwischen den Ausblasungen verbleibt bei dieser
Bohrungsteilung (J/D = 10) somit ein Bereich der Grenzschicht, der im Wesentlichen
dem ursprünglichen Umschlagverhalten (ohne Ausblasung) folgt (vgl. Abbildung 5.4).
In der Literatur liegen zum lateralen Ausbreitungsverhalten der ausblasungsinduzier-
ten Transition keine eindeutigen Erkenntnisse vor. So kann im Anstrichbild von Horst-
mann und Quast (1981) (Abbildung 2.23 links) stromabwärts der Ausblasung einerseits
die keilförmige Ausbreitung eines turbulenten Flecks beobachtet werden, während die
Simulationen von Postl (2005) (Abbildung 2.24) andererseits eine Beschränkung auf den
lateralen Bereich der Ausblasung zeigen. Für diesen Bereich kann in den Simulationen
mit dem VGJ-Modell wiederum eine von der Reynolds-Zahl unabhängige Turbulatorwir-
kung der Ausblasungen auf die laminare Grenzschicht beobachtet werden. Auf Grundlage
der in der Literatur bekannten experimentellen Ergebnisse (Abschnitt 2.4.4) kann das
Modellverhalten somit als plausibel angesehen werden (Mayle 1991, Eldredge und Bons
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2004).
5.1.6 Einfluss der Blasrate
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Abbildung 5.7: In z-Richtung gemittelte Intermittenz γamBL (links), Wandschubspan-
nungsbeiwert cf (Mitte) und Formfaktor H12 (rechts) der Plattengrenz-
schicht als Funktion der Blasrate B (Berechnungsfall Ohne VGJ mit
Standard-Transitionsmodell)
Mit der Steigerung der Blasrate von B = 0, 5...2, 0 geht stromabwärts der Ausblasung
zwischen Rex = 70·103...160·103 zunächst sowohl eine Erhöhung des Intermittenzniveaus
(Abbildung 5.7 links) wie auch der Wandschubspannung (Abbildung 5.7 Mitte) einher.
Die an der Intermittenz zu erkennende Turbulatorwirkung der Ausblasung nimmt somit
mit steigendem B zu, wie auch der an der höheren Wandreibung zu erkennende Impuls
in der Grenzschicht. Letzterer steigt hierbei einerseits aufgrund des höheren turbulenten
Austauschs, andererseits aber auch durch die höhere großskalige Durchmischung ange-
sichts stärkerer kohärenter JiC-Wirbel (Abbildungen 2.22 und 4.4) und durch die Zufuhr
mehr Fluids höheren Impulses durch die Ausblasung (Abschnitt 2.4.4). Die letztgenann-
ten, nicht zwangsläufig turbulenten Mechanismen führen für B = 1, 0 trotz erhöhter
Wandschubspannung daher zu einem Abfallen der Intermittenz und einem Anstieg des
Formfaktors auf die laminaren Werte. Vor dem Hintergrund der auch durch Postl (2005)
dokumentierten Ergebnisse (B = 1, 5 in Abbildung 2.24) ist dies eine als durchaus plausi-
bel zu wertende Auswirkung der Ausblasung auf die Grenzschicht. Für alle Blasraten ist
ab Rex ≈ 160 · 103 der asymptotische Übergang in allen Parametern auf die Werte einer
in Teilungsrichtung vollständig turbulenten Grenzschicht zu beobachten. Folglich bleibt
das Umschlagverhalten der Grenzschichten auch für steigende Blasraten lateral zwischen
den Ausblasungen grundsätzlich unbeeinflusst. Die gegenüber den anderen Blasraten ge-
ringere Veränderung für B = 2, 0 deutet allerdings an, dass sich der Einflussbereich der
ausblasungsinduzierten Transition für steigende Blasraten lateral ausdehnt. Insbesonde-
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re die DNS von Postl (2005) (Abbildung 2.24) erlauben die Schlussfolgerung, dass dieses
Ergebnis plausibel ist.
5.1.7 Einfluss der Bohrungsteilung
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Abbildung 5.8: In z-Richtung gemittelte Intermittenz γamBL (links), Wandschubspan-
nungsbeiwert cf (Mitte) und Formfaktor H12 (rechts) der Plattengrenz-
schicht als Funktion der Bohrungsteilung (Berechnungsfall Ohne VGJ
mit Standard-Transitionsmodell)
Ausgehend von der in den vorangegangenen Abschnitten betrachteten Bohrungstei-
lung J/D = 10 ist in Abbildung 5.8 der Einfluss einer vergrößerten (J/D = 20) und einer
verkleinerten Bohrungsteilung (J/D = 2, 5 und 5) auf die in Teilungsrichtung gemit-
telten Grenzschichtgrößen dargestellt. Zusammengefasst kann festgestellt werden, dass
mit steigendem J/D alle drei Verläufe (γ, cf, H12) sich dem Ergebnis ohne Ausblasung
(Ohne VGJ) annähern. Für sinkende J/D nimmt die Abhängigkeit der Verläufe vom
Transitionsverhalten lateral zwischen den Ausblasungen ab, und es stellt sich über die
gesamte Teilung ein ausschließlich von der Ausblasung dominierter Grenzschichtzustand
ein. Insbesondere für J/D = 2, 5 kann so bei Rex ≈ 160 · 103 kein auf Bypass-Transition
zurückzuführender asymptotischer Übergang auf höhere Werte von cf und γamBL bzw.
auf niedrigere Werte von H12 beobachtet werden. Vielmehr nimmt H12 stromabwärts
Rex ≈ 80 · 103 bereits den Wert für eine voll-turbulente Grenzschicht H12 = 1, 4 an.
Der Wandschubspannungsbeiwert cf nimmt asymptotisch ausgehend von seinem Maxi-
malwert an der Ausblasungsposition (cf = 0, 0025) auf einen geringfügig unter dem voll-
turbulenten Wert ohne Ausblasung liegenden Wert (cf = 0, 0013) ab. Hervorzuheben ist
im Vergleich zu den Untersuchungen mit variierter Blasrate B (Abbildung 5.7), dass eine
Vervierfachung des Ausblasungsmassenstroms durch das Vierteln der Bohrungsteilung
bei gleichbleibendem B = 0, 5 hinsichtlich der (in Teilungsrichtung gemittelten) Turbu-
latorwirkung der Ausblasung somit effektiver ist als eine Vervierfachung der Blasrate
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(auf B = 2, 0) bei gleichbleibender Bohrungsteilung. Dies entspricht qualitativ den von
Schumann et al. (2006) dokumentierten Beobachtungen (vgl. Abschnitt 2.4.3).
5.1.8 Einfluss des Ausblasungswinkels
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Abbildung 5.9: In z-Richtung gemittelte Intermittenz γamBL (links), Wandschubspan-
nungsbeiwert cf (Mitte) und Formfaktor H12 (rechts) der Plattengrenz-
schicht als Funktion der Ausblasungswinkel (Berechnungsfall Ohne VGJ
mit Standard-Transitionsmodell)
Für die Variation der Ausblasungswinkel bei gleichbleibender Ausblasungsposition
Rex ≈ 50 ·103, Blasrate (B = 0, 5) und Bohrungsteilung (J/D = 10) kann, basierend auf
den in der Literatur dokumentierten Erkenntnissen, ein plausibles Verhalten festgestellt
werden (Abbildung 5.9). Während für den Fall eines verringerten Neigungswinkels (φ =
35°) gegenüber der Ausgangskonfiguration (φ = 45°) eine nur geringfügige Verringerung
der Turbulatorwirkung der Ausblasung beobachtet werden kann, ist für die Ausblasung
quer zur Anströmung (θ = 90° bei φ = 45°) eine signifikante Veränderung aller Größen zu
beobachten. So nähern sich cf und H12 unmittelbar stromabwärts der Ausblasung den
für turbulente Grenzschichten charakteristischen Werten an. Insbesondere im Verlauf
der Intermittenz γamBL ist bei Rex ≈ 160 · 103 aber weiterhin ein deutlicher Anstieg
zu beobachten. Auch bei dieser Konfiguration schlagen somit Bereiche der Grenzschicht
in lateraler Richtung wie im ungestörten Fall laminar-turbulent um. Allerdings ist die
Störung der Grenzschicht durch die Ausblasung erheblich höher als für Ausblasungen in
Strömungsrichtung (θ = 0°) bei höheren Blasraten (vgl. B = 2, 0 in Abbildung 5.7). Dies
ist insofern plausibel, als dass bei der nun lateral gerichteten Ausblasung ein größerer
Bereich der Grenzschicht quer zur Hauptströmungsrichtung beeinflusst wird (Abbildung
2.25) und sich eine höhere maximale Wirbelstärke einstellt (Abbildungen 2.22 und 4.4).
Hervorzuheben ist abschließend die Ähnlichkeit zu den in Abbildung 5.8 für eine halbierte
Bohrungsteilung J/D = 5 bei Ausblasungen in Strömungsrichtung (θ = 0° bei φ =
45°) dargestellten Verläufen. Durch die Ausblasung quer zur Hauptströmungsrichtung
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(θ = 90° bei φ = 45°) wird somit eine ähnliche Turbulatorwirkung für die Hälfte des
Ausblasungsmassenstroms erzielt.
5.2 Flache Platte mit Druckgradienten













Abbildung 5.10: Testfall flache Platte mit entgegengesetztem Druckgradienten und VGJ
(translatorisch-periodische Randbedingung in z-Richtung, jede zweite
Netzlinie dargestellt, VGJ-Position markiert)
Die saugseitige Grenzschicht von Niederdruckturbinenprofilen ist hohen entgegenge-
setzten Druckgradienten ausgesetzt, die zur laminaren Grenzschichtablösung führen. Um
das Verhalten des VGJ-Modells bei der Interaktion mit der Ablöseblase zu untersuchen,
werden Ausblasungen in die Grenzschicht einer flachen Platte mit einer niederdruck-
turbinenähnlichen Druckverteilung simuliert. Abbildung 5.10 (oben) zeigt in einer Sei-
tenansicht das gesamte Rechengebiet sowie die Netztopologie. Die Druckverteilung wird
mittels einer Gegenkontur der flachen Platte aufgeprägt. Die Geometrien von Gegenkon-
tur und Platte entsprechen hierbei denen der Untersuchungen von Lengani et al. (2009).
Um eine für das dichtebasierte TRACE günstigere höhere Mach-Zahl zu erreichen, wird
die Geometrie für die Simulationen bei konstanter Reynolds-Zahl mit dem Faktor 0,1
skaliert.
An den strömungsparallelen Netzrändern des Ein- und Abströmbereichs werden in
den Simulationen dem Aufbau von Lengani et al. (2009) entsprechend Symmetrie-Rand-
bedingungen gesetzt. Die Gegenkontur wird als Euler-Wand gehandhabt, während die
Oberfläche der Platte mit einer Wand-Randbedingung versehen ist und mit einem Ab-
stand der ersten Zellmitten normal zur Wand von n+ ≈ 1 aufgelöst ist. In z-Richtung
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ist eine periodisch-translatorische Randbedingung gesetzt. Das gesamte Netz umfasst
788.712 Knoten.
Wie die Druckverteilung in Abbildung C.5 in Anhang C.3 zeigt, erfolgt die Ausbla-
sung in die Grenzschicht der Platte bei xax/lax = 0, 305 unmittelbar stromabwärts der
Saugspitze und somit ∆(xax/lax) = 0, 05 stromaufwärts des Ablösepunkts (vgl. Abbil-
dung 5.13). Der Bohrungsdurchmesser beträgt D/δ1 = 4, 5 bezogen auf die Verdrän-
gungsdicke δ1 der Grenzschicht an der Ausblasungsposition aber ohne Ausblasung. Die
Bohrungsteilung in z-Richtung ist J/D = 10. Die Ausblasung erfolgt unter einem Ver-
drehwinkel θ = 0° und einem Neigungswinkel φ = 45°. In Abbildung 5.10 (unten) ist das
Rechennetz auf der Plattenoberfläche inklusive der markierten Ausblasungsposition in
einer Draufsicht dargestellt. Die Ausblasung wird mittels der Leak Inlet-Randbedingung
modelliert.
Die mit der Plattenlänge lax gebildete Reynolds-Zahl Re1 der Zuströmung beträgt
in allen Simulationen gleichbleibend Re1 = 100.000 für eine Zuströmgeschwindigkeit
von U∞ = 99, 6 m/s. Der Turbulenzgrad am Einströmrand ist in allen Simulationen
Tu1 = 4%. Um Bypass-Transitionseffekte durch die Einblasung eines turbulenten Strahls
in die Grenzschicht zu verhindern, wird eine laminare Ausblasung modelliert. Dement-
sprechend wird am Leak Inlet eine Intermittenz von γ = 0, 01 und ein Turbulenz-
grad von Tu = 0,1% vorgegeben. In den Simulationen wird ausschließlich die Blasrate











Isoﬂächen: fVGJ > 0,0
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Grenzschicht B = 1,0
Abbildung 5.11: Transitionsorte des VGJ-Modells und Grenzschichtzustand (abgeleitet
aus τw) der flachen Platte bei Ausblasung mit B = 1, 0
Wie die in Abbildung 5.11 dargestellten Transitionsorte des VGJ-Modells zeigen, ver-
hält sich das Modell konsistent zu den bei der Ausblasung in die Grenzschicht der flachen
Platte ohne Druckgradient gemachten Beobachtungen. So werden im Wesentlichen die
beiden dominanten Wirbelstrukturen Hufeisenwirbel i1 und Nierenwirbelpaar i2 durch
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das Modell detektiert. Zusätzlich werden durch das Modell Reaktionswirbel, die durch
die Interaktion von Ausblasungsstrahl und laminarer Ablöseblase entstehen, berechneti3 . Die Ablöseblase selber wird durch die Ausblasung lateral durchtrennt, wie die Farb-
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Abbildung 5.12: Bezogene Wirbelviskosität µT/µ der flachen Platte mit entgegengesetz-
tem Druckgradienten für B = 1, 0 in Plattenmitte (oben) und an vier
axialen Positionen (unten) mit dem VGJ-Modell
Für die in Abbildung 5.12 dargestellten Konturen der bezogenen Wirbelviskosität
µT/µ sowie von RˆeΘt in Abbildung C.6 kann ebenfalls ein zu den Simulationen der flachen
Platte ohne Druckgradient konsistentes Verhalten beobachtet werden. So verursacht das
VGJ-Modell in Folge der Ausblasung zunächst eine massive lokale Absenkung von RˆeΘt
deutlich unter das Niveau des durch die Beschleunigung stromaufwärts der Saugspitze
geprägten hohen Niveaus der Außenströmung (xax/lax = 0, 35). Im lateralen Bereich der
Ausblasung kommt es so zum Anstieg der Intermittenz γ in der Grenzschicht (Isolinie in
Abbildung 5.12) und ∆(xax/lax) ≈ 0, 03 stromabwärts der Ausblasung zum erstmaligen
Anstieg der Wirbelviskosität in der Grenzschicht.
Lateral zwischen den Ausblasungsstrahlen tritt abermals das Umschlagverhalten der
ungestörten Grenzschicht auf. So löst die Grenzschicht ab (Abbildung 5.11) und es kann
stromabwärts ein starkes Wachstum der Wirbelviskosität beobachtet werden (xax/lax =
0, 5...0, 9). Hierbei ist bemerkenswert, dass die Wirbelviskosität höhere Werte als im
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Bereich des Strahls annimmt (xax/lax = 0, 7) und sich das hohe Wirbelviskositätsniveau
erst stromabwärts in den Bereich des Strahls ausdehnt (xax/lax = 0, 9). Mit Bezug zu
den Ergebnissen von Postl (2005) in Abbildung 2.24 ist das Verhalten der Simulationen
mit dem VGJ-Modell zur Interaktion von Ausblasungsstrahl und laminarer Ablöseblase
somit physikalisch plausibel.
Gegenüber den Simulationen ohne Druckgradient ist bei gleicher Blasrate und Boh-
rungsteilung sowie gleichen Ausblasungswinkeln und ähnlichen Bohrungsdurchmessern
auf die verschiedenen Eindringtiefen des Strahls in die Außenströmung hinzuweisen.
Insbesondere anhand der Konturen von RˆeΘt kann der Verlauf des Ausblasungsstrahls
beobachtet werden. Während ohne entgegengesetzten Druckgradienten der anhand des
niedrigen RˆeΘt Niveaus zu erkennende Strahl wandnah und wandparallel verläuft (Abbil-
dung C.3 oben), kann im Fall des entgegengesetzten Druckgradienten stromabwärts ein
sukzessives Vordringen des Strahls in die Außenströmung beobachtet werden (xax/lax =
0, 5...0, 7 in Abbildung C.6). Dies entspricht den von Eldredge und Bons (2004) beschrie-
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Abbildung 5.13: In z-Richtung gemittelte Intermittenz γamBL (links), Wandschubspan-
nungsbeiwert cf (Mitte) und Formfaktor H12 (rechts) der Plattengrenz-
schicht mit Druckgradient als Funktion der Blasrate B (Berechnungsfall
Ohne VGJ mit Standard-Transitionsmodell, Bereiche ungültiger Daten
ausgegraut)
In Abbildung 5.13 sind analog zu der Auswertung der flachen Platte ohne Druck-
gradient die in Teilungsrichtung (z-Richtung) flächengemittelten Größen der mittle-
ren Intermittenz γamBL der Grenzschicht (links), des Wandschubspannungsbeiwerts cf
(Mitte) und des Formfaktors H12 (rechts) dargestellt. In den als Referenz dargestellten
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und mit dem Standard-Transitionsmodell simulierten Verläufen ohne Ausblasung kann
insbesondere anhand des Wandschubspannungsbeiwerts cf die Ablöseblase im Bereich
xax/lax = 0, 35...0, 89 festgestellt werden. Wie der Formfaktor H12 und die Intermittenz
γamBL verdeutlichen, ist die Grenzschicht stromaufwärts der Ablösung laminar. Der Um-
schlag der Grenzschicht erfolgt somit ablösungsinduziert an der Position xax/lax = 0, 44
wie anhand des maximalen Wertes von H12 und des minimalen Wertes von cf erkennbar
ist.
Im Bereich der Saugspitze bei xax/lax = 0, 25...0, 32 liegen keine gültigen Daten der
grenzschichtintegralen Größen γamBL und H12 vor, so dass sie in Abbildung 5.13 ausge-
graut sind. Da sich der Wandschubspannungsbeiwert cf plausibel verhält und auch im
Strömungsfeld kein auffälliges Verhalten zu beobachten ist (hier nicht gezeigt), ist von
einem Fehler bei der Grenzschichtintegration im Rahmen der Auswertung auszugehen,
auf dessen Korrektur an dieser Stelle verzichtet wird.
Durch die Ausblasung bei xax/lax = 0, 305 kann für steigende Blasraten B eine sukzes-
sive Verringerung der Ablösung anhand des in Teilungsrichtung gemittelten cf festgestellt
werden. Während für B = 0, 25 und B = 0, 5 so noch größere Bereiche mit negativer
Wandschubspannung stromabwärts der Ausblasung auftreten, stellt sich für B = 1, 0
stromabwärts xax/lax = 0, 47 eine im Mittel anliegende Grenzschicht ein. Die zwei-
dimensionalen Darstellungen der Grenzschichtzustände der drei betrachteten Ausbla-
sungskonfigurationen in Abbildung C.7 bestätigen diese Beobachtung. Die Verringerung
der Ablöseblase und somit des Impulsdefizits der Grenzschicht durch die Ausblasungen
spiegelt sich auch im Verlauf der Formfaktoren H12 wider. So sind mit steigendem B
sukzessiv geringere Werte für H12 im Bereich xax/lax = 0, 5...1, 0 festzustellen, die da-
bei jeweils geringer sind als im Referenzfall ohne Ausblasung. Eine Rückwirkung der
Ausblasung und des VGJ-Modells auf die Intermittenz γamBL kann lediglich im Bereich
xax/lax = 0, 305...0, 41 beobachtet werden. In den Ausblasungskonfigurationen treten
hier höhere Werte als im Referenzfall auf, wobei für B = 0, 5 und B = 1, 0 nochmals
höhere Werte festgestellt werden können als für B = 0, 25. Stromabwärts xax/lax = 0, 45
nimmt die mittlere Intermittenz der Grenzschicht in allen Konfigurationen mit und ohne
Ausblasung hohe Werte um γ = 0, 9 an. Das ähnliche Niveau ist hierbei auf den auch in
Abbildung 5.12 beobachteten dominanten Einfluss der laminaren Ablösung im lateralen
Bereich zwischen den Ausblasungen zurückzuführen.
Die größere Turbulatorwirkung der Ausblasungen mit steigender Blasrate B, wie auch
die steigende Effektivität bei der Verringerung der laminaren Ablöseblase und somit
des Impulsdefizits der Grenzschicht können vor dem Hintergrund der aus der Literatur
bekannten Ergebnisse als plausibel angesehen werden (Postl 2005, Ludewig 2011). Das
VGJ-Modell erlaubt somit aus qualitativer Sicht eine physikalisch sinnvolle Wiedergabe
der Ablösungsbeeinflussung durch Ausblasungen. Eine quantitative Validierung erfolgt




Nachdem im vorangegangenen Kapitel das VGJ-Transitionsmodell vorgestellt und sein
Verhalten im Einklang mit experimentellen Beobachtungen anhand von Ausblasungen
auf umströmten flachen Platten mit und ohne Druckgradient diskutiert wurde, wird es in
diesem Kapitel auf Niederdruckturbinentestfälle angewendet. Die Turbinenströmungen
stellen dabei aufgrund der Kombination von Druckgradienten, Strömungsumlenkung und
Sekundärströmungen einen höheren Anspruch an das Modell als die in Kapitel 5 betrach-
teten generischen Plattentestfälle. Die Validierungen umfassen daher die quantitative
Wiedergabe experimenteller Daten von hochbelasteten Niederdruckturbinen-Kaskaden
sowohl mit als auch ohne Aus- und Durchblasungen. Angesichts des Modellierungsan-
satzes die Transition dann einzuleiten, wenn Wirbelstrukturen in der Grenzschicht auf-
treten, deren Rotationsachsen mit der Hauptströmungsrichtung zusammenfallen, liegt
ein Schwerpunkt auf der Betrachtung der Randzonen der Turbinengitter. Vor diesem
Hintergrund wird das Modell auch in einem eineinhalb-stufigen Turbinen-Rig ohne Aus-
blasungen angewendet. Weitere Schwerpunkte liegen auf der Eignung des Modells für
Ausblasungskonfiguration mit instationärer Zuströmung sowie die Vorhersagequalität
des Modells bei Vernachlässigung des Sekundärluftsystems und auf gröberen Rechen-
netzen.
6.1 T161-Niederdruckturbinengitter
6.1.1 Beschreibung des Testfalls
Die T161 Gitterwindkanalkaskade besteht aus einem ebenen zweidimensionalen Nieder-
druckturbinengitter mit divergenten, linearen Seitenwänden. Das Profil ist einem einzel-
nen Profilschnitt der Niederdruckturbine eines modernen getriebelosen Fan-Triebwerks
entlehnt, wobei für das hochbelastete T161 die Teilung erhöht und die Profilform der
neuen Strömungssituation so angepasst wurde, dass die Umlenkung erhalten bleibt (Gier
et al. 2010, Ludewig et al. 2011). Die Kenndaten des aerodynamischen Auslegungspunk-
tes (ADP, engl. Aerodynamic Design Point) sind in Tabelle 6.1 angegeben.
Die aerodynamisch hohe Belastung des Profils führt zu einer einer verlustbehafteten
laminaren Ablösung der Grenzschicht im diffusiven Teil der Saugseite, so dass es für Ab-
lösungsbeeinflussungen geeignet ist (Ludewig et al. 2010). Das Profil wurde von Ludewig
et al. (2011) sowie Ludewig (2011) daher zusätzlich mit zwei Reihen saugseitiger Ausbla-
sungsbohrungen stromaufwärts der Ablösestelle versehen und experimentell untersucht.
Die Ausblasungskonfigurationen sind in Abbildung 2.14 dargestellt und umfassen
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Tabelle 6.1: Aerodynamische Kenndaten im ADP der T161-Kaskade nach Ludewig
(2011) und Gier et al. (2010)
Name Variable Wert
isentrope Mach-Zahl der Abströmung Ma2,is 0,60
isentrope Reynolds-Zahl der Abströmung Re2,is 200.000




• 9 Bohrungen vom Typ 1 mit einem Nickwinkel von φ = 45° gegen die Profiltangen-
te, einem Verdrehwinkel von θ = 0° gegen die Hauptströmungsrichtung und einer
bezogenen Bohrungslänge von L/D = 2, 8 bei xax/lax = 0, 63 sowie
• 10 Bohrungen vom Typ 2 mit ebenfalls einem Nickwinkel von φ = 45°, einem
Verdrehwinkel von θ = 0° und einer bezogenen Bohrungslänge von L/D = 2, 5 bei
xax/lax = 0, 69.
Die Bohrungen haben jeweils einen bezogenen Bohrungsdurchmesser vonD/lax = 0, 0198.
Beide Reihen sind in Spannweitenrichtung alternierend mit einer bezogenen Bohrungs-
teilung von J/D = 10 angeordnet und werden von separaten Plenen mit regelbarer
Sekundärluft versorgt. Der bezogene Durchmesser der Plenen ist DPl/D = 7, 5, wobei
deren Luftversorgung in Spannweitenrichtung beidseitig erfolgt.
Die variierten Parameter der Untersuchungen sind
• die Reynolds-Zahl Re2,is = 50 · 103...400 · 103,
• die Blasrate B = 0...1, 5 sowie
• die benutzten Bohrungsreihen Typ 1 und Typ 2.
Für alle Betriebspunkte beträgt der Turbulenzgrad der Zuströmung Tu1 = 4% und
die isentrope Mach-Zahl der Abströmung Ma2,is = 0, 6. Die Untersuchungen umfassen
sowohl Ergebnisse bei stationärer wie auch instationärer Zuströmung.
6.1.2 Ergebnisse unter stationärer Zuströmung ohne Ausblasung
Aufgrund der in Abschnitt 2.4.4 dargelegten physikalischen Wechselwirkung zwischen
Ausblasung und Profilgrenzschicht wird zunächst die quantitative Vorhersagequalität
des γ-Reθ-Modells (Standard-Transition) für die T161-Kaskade ohne Ausblasungen be-
trachtet, bevor darauf aufbauend im nächsten Abschnitt die Ausblasungskonfigurationen
102
6.1 T161-Niederdruckturbinengitter
im Detail untersucht werden. Außerdem wird überprüft, inwiefern und in welchen Be-
reichen der zweidimensionalen Kernströmung eine Veränderung der Ergebnisse auftritt,















Abbildung 6.1: S1- (links) und S2-Ansicht (rechts) des Q3D-Netzes der T161-
Rechnungen ohne Ausblasung (jede zweite Netzlinie dargestellt; Geo-
metrie verzerrt)
In Abbildung 6.1 ist das block-strukturierte Rechennetz für die Simulationen der Kern-
strömung ohne Ausblasungen inklusive der verwendeten Randbedingungen dargestellt.
Es umfasst in Schaufelhöhenrichtung ca. 20% des experimentellen Aufbaus, wobei der
AVDR (engl. Axial Velocity Density Ratio) zwischen Ein- und Austritt dieser Q3D-
Kaskade mit der der dreidimensionalen Kaskade übereinstimmt. Die Grenzschichten der
Schaufelwände sind mit einem Abstand der ersten Zellen normal zur Wand von n+ ≈ 1
aufgelöst, das gesamte Netz umfasst 1.188.864 Knoten. Der Diskretisierungsfehler bezüg-
lich des Abströmwinkels beträgt GCIp=1,β = 1, 06% und bezüglich des Totaldruckverlusts
zwischen Ein- und Austritt des Rechengebiets GCIp=1,ζ = 6, 50% (vgl. Tabelle B.1 in
Abschnitt B.2).
Abströmung
Wie anhand der integralen Totaldruckverlustbeiwerte
ζm =
pt,1 − pt,2,m
pt,1 − p2∗ (6.1)
als Funktion der Reynolds-Zahl Re2,is in Abbildung 6.2 (links) deutlich wird, führt das
VGJ-Transitionsmodell zu keiner Veränderung gegenüber dem Standard-γ-Reθ-Modell,
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Abbildung 6.2: Integraler Totaldruckverlustbeiwert ζm (links) und integraler Abström-
winkel β2,m (rechts) der T161-Kaskade ohne Ausblasung als Funktion der
Reynolds-Zahl
denn die Linien liegen aufeinander. Beide Modellierungsvarianten geben den experi-
mentell beobachteten massiven Anstieg der Totaldruckverluste für sinkende Reynolds-
Zahlen gut wieder. Allerdings werden sowohl für die niedrigen Reynolds-Zahlen Re2,is =
50·103...70·103 als auch für die hohen Re2,is = 200·103 und 400·103 um ca. 15% zu geringe
Verluste vorhergesagt. Lediglich für die mittleren Reynolds-Zahlen Re2,is = 90 · 103 und
120 · 103 werden die experimentellen Werte im Rahmen ihrer Messgenauigkeit getroffen.
Die als Maß für die Umlenkung des Profils in Abbildung 6.2 (rechts) dargestellten
integralen Abströmwinkel β2,m zeigen, dass die berechneten Werte geringer ausfallen als
die experimentellen - die berechnete Umlenkung ist somit höher. Die maximale Differenz
beträgt hierbei ca. 2%. Da der massive Anstieg des Abströmwinkels für Reynolds-Zahlen
Re2,is < 100 · 103 vorhergesagt wird, kann von einer qualitativ guten Wiedergabe der
experimentellen Werte gesprochen werden.
In Abbildung 6.3 sind mit der Verteilung des Totaldruckverlustes ζ
ζ =
pt,1 − pt,2(y)
pt,1 − p2∗ (6.2)
in Teilungsrichtung im Nachlauf des Profils für Re2,is = 70 · 103 und Re2,is = 200 ·
103 zwei für alle Betriebspunkte repräsentative Ergebnisse dargestellt. Die Nachläufe
werden gegenüber den experimentellen Werten bei einer guten Wiedergabe der Position
typischerweise zu schmal und mit einem zu hohen maximalen Verlust vorhergesagt. Diese






















Abbildung 6.3: Verteilung des Totaldruckverlustbeiwerts ζ in Teilungsrichtung für
Re2,is = 70 · 103 (links) und 200 · 103 (rechts) der T161-Kaskade ohne
Ausblasung
Profildruckverteilung
Wie die in Form des Druckbeiwertes cp
cp =
p(x)− p2∗
pt,1 − p2∗ (6.3)
für die Reynolds-Zahlen Re2,is = 70 · 103 und 200 · 103 in Abbildung 6.4 dargestell-
ten Profildruckverteilungen verdeutlichen, werden die experimentellen Werte durch die
Simulationen insgesamt gut getroffen. Für sinkende Reynolds-Zahlen wird dabei die zu
erwartende Ausdehnung der Ablöseblase im diffusiven Bereich der Saugseite, die anhand
des Plateaus in der Druckverteilung zu erkennen ist, gut wiedergegeben. Lediglich für
Re2,is = 70 · 103 wird der laminar-turbulente Umschlag über der Ablöseblase zu weit
stromaufwärts vorhergesagt (bei xax/lax = 0, 87 statt xax/lax = 0, 88), so dass sich eine
etwas zu kurze Blasenlänge einstellt. Die kürzere Blasenlänge korreliert dabei mit den
in diesem Reynolds-Zahl-Bereich zu niedrig vorhergesagten integralen Profilverlusten
(Abbildung 6.2 links).
Grenzschichtgrößen
Der Verlauf des Wandschubspannungsbeiwerts cf in Abbildung 6.5 (links) bestätigt die
anhand der Profildruckverteilung gemachte Beobachtung, dass sich die saugseitige Ab-
lösung für sinkende Reynolds-Zahlen ausdehnt. Während für Re2,is = 200 · 103 zwischen
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Abbildung 6.4: Profildruckverteilung cp für Re2,is = 70 · 103 (links) und 200 · 103 (rechts)
der T161-Kaskade ohne Ausblasung
xax/lax = 0, 80...0, 90 anhand negativer Werte von cf eine geschlossene Ablösung fest-
zustellen ist, erfolgt die Ablösung für Re2,is = 70 · 103 bereits bei xax/lax = 0, 73. Die
Grenzschicht legt in diesem Betriebspunkt bis zur Profilhinterkante nicht wieder an, so
dass sich eine offene Ablösung einstellt.
Für beide Reynolds-Zahlen ist die Grenzschicht stromaufwärts der Ablösung laminar,
was anhand der Werte des FormfaktorsH12 um 2,6 in Abbildung 6.5 (rechts) zu erkennen
ist. Aufgrund des entgegengesetzten Druckgradienten stromabwärts der Saugspitze (bei
xax/lax = 0, 6) steigt H12 zunächst schwach und stromabwärts der Ablösepunkte dann
massiv an. Im Bereich der laminaren Ablöseblase erreicht er (typische) maximale Werte
größer 6, wobei der höhere maximale Wert für Re2,is = 70·103 von H12 > 10 ein Indikator
für die größere Ausdehnung der Blase auch normal zur Wand ist.
In der Ablösungsscherschicht erfolgt der laminar-turbulente Umschlag, wobei mit dem
Maximalwert von H12 sowie dem Minimalwert von cf das Ende der ablösungsinduzierten
Transition verknüpft ist (vgl. Abbildung 2.8). Für Re2,is = 70 · 103 liegt das Transiti-
onsende somit bei xax/lax = 0, 87 und für Re2,is = 200 · 103 bei xax/lax = 0, 88. Der
turbulente Impulsaustausch führt stromabwärts zu einer Verringerung der Blase, so dass
H12 bis zum Wiederanlegen als turbulente Grenzschicht asymptotisch auf einen Wert
unterhalb des Wertes der laminaren Grenzschicht fällt - für flache Platten typischerwei-
se auf H12 = 1, 4 (Schlichting und Gersten 2006). Der Wandschubspannungsbeiwert cf
steigt hierbei entsprechend auch wieder an.
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Abbildung 6.5: Wandschubspannungsbeiwert cf (links) und Formfaktor H12 (rechts) für
Re2,is = 70 · 103 und 200 · 103 der saugseitigen Grenzschicht der T161-
Kaskade ohne Ausblasung
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Abbildung 6.6: S1-Ansicht (links) und Detail des Plenums und der Ausblasungsbohrun-
gen (rechts) des Rechennetzes der T161-Kaskade mit Typ 1-Ausblasung
(jede zweite Netzlinie dargestellt; Geometrie verzerrt)
Die Rechennetze für die Simulationen mit Ausblasungen basieren auf dem im vor-
herigen Abschnitt vorgestellten Netz der Simulationen ohne Ausblasungen. Es werden
aus Symmetriegründen jeweils drei Bohrungen des Typ 1 und drei des Typ 2 inklusi-
ve der Plenen an das bestehende Netz angefügt, wobei in den folgenden Auswertungen
jeweils nur der Bereich der jeweils mittleren Bohrung betrachtet wird. Die Verknüp-
fung von Bohrungsaustritt mit dem Netz der Außenströmung an der Schaufeloberflä-
che erfolgt über die „zonal mixed“-Randbedingung (siehe Abschnitt 3.6.6). Im Bereich
der Ausblasungsposition wird das Schaufelnetz unter Verwendung der zonalen Randbe-
dingung abschnittsweise verfeinert, wobei ein Verhältnis der Netzdichten benachbarter
Blöcke von maximal 3:1 nicht überschritten wird. Abbildung 6.6 zeigt beispielhaft das
Netz der Typ 1 Konfiguration und in der Detailansicht (rechts) die lokale Verfeinerung
sowie das Plenum. Die sich auf diesem Weg im Bereich der Ausblasungsposition erge-
benen minimalen und maximalen lokalen Netzknotenabstände sind in Tabelle 6.2 für
eine Konfiguration und einen Betriebspunkt angegeben. Die Wände der Plenen und der
Ausblasungsbohrungen sind ebenso wie die Schaufelwände jeweils mit n+ ≈ 1 aufgelöst.
Insgesamt umfasst das Netz des Typ 1 1,9 Millionen Knoten und das des Typ 2 2,9
Millionen Knoten. Für das Typ 1-Netz beträgt der Diskretisierungsfehler bezüglich des
Abströmwinkels GCIp=1,β = 1, 05% und bezüglich des Totaldruckverlusts zwischen Ein-
und Austritt des Rechengebiets GCIp=1,ζ = 5, 23%. Für das Typ 2-Netz betragen die
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entsprechenden Werte GCIp=1,β = 1, 36% und GCIp=1,ζ = 10, 85% (vgl. Tabellen B.2
und B.3 in Abschnitt B.2).
Tabelle 6.2: Netzknotenabstände in Wandgrößen in strömungstangentialer (tn+), wand-
normaler (n+) und Schaufelhöhenrichtung (z+) im Bereich der Typ 1 Aus-
blasung für Re2,is = 200 · 103
∆tn+ ∆n+ ∆z+
Minimum 3,0 1,3 4,5
Maximum 8,6 - 11,8
Die Plenen-Einlässe (an Nabe und Gehäuse) sind mit Farfield-Randbedingungen ver-
sehen, an denen je nach Blasrate und Reynolds-Zahl entsprechende Totaldrücke aufge-
prägt werden (Biester 2009). Da die mit dem Plenum-Durchmesser gebildete Reynolds-
Zahl ReD auch für den größten Ausblasungsmassenstrom (Re2,is = 400 · 103, Typ 1,
B = 1, 0) ReD < 2300 ist, wird eine laminare Zuströmung zum Plenum angenommen
und entsprechend ein Turbulenzgrad Tu = 0, 1% sowie eine Intermittenz γ des γ-Reθ-
Transitionsmodells von γ = 0 vorgegeben. In Abbildung D.1 im Anhang sind einige
Strömungsgrößen des Plenums repräsentativ für einen Betriebspunkt des Typ 1 darge-
stellt.
Abströmung
In Abbildung 6.7 (links) ist der integrale Totaldruckverlust der Simulationen ohne und
mit VGJ-Transitionsmodell der Typ 1 Ausblasungskonfiguration für eine Blasrate B =
0, 5 als Funktion der Reynolds-Zahl im Vergleich zu den experimentellen Werten dar-
gestellt. Ohne zusätzliches VGJ-Modell (Standard-Transition) können die bereits von
Herbst et al. (2010) sowie Herbst et al. (2011b) beobachteten zu hohen Verluste für
Reynolds-Zahlen Re2,is < 100 · 103 festgestellt werden. Eine Ausnahme bildet hier ledig-
lich der vorhergesagte Totaldruckverlust für Re2,is = 50 · 103. Dieses Ergebnis muss aber
vor dem Hintergrund des in den Simulationen ohne Ausblasung in diesem Betriebspunkt
deutlich zu niedrig vorhergesagten Profilverlustes gesehen werden (Abbildung 6.2 links).
Mit dem VGJ-Modell (VGJ-Transition) werden die experimentellen Werte über den
gesamten Reynolds-Zahl-Bereich ähnlich gut wie in den Simulationen ohne Ausbla-
sung wiedergegeben. Während für den Bereich mittlerer Reynolds-Zahlen Re2,is = 70 ·
103...120 · 103 so die experimentellen Werte im Rahmen ihrer Messgenauigkeit exakt
getroffen werden, werden für Re2,is = 50 · 103 (-25%) ebenso wie für die hohen Reynolds-
Zahlen Re2,is = 200 · 103 und 400 · 103 zu niedrige Werte vorhergesagt (-20%).
In Abbildung 6.7 (rechts) sind zusätzlich zu den integralen Profilverlusten die inte-
gralen Abströmwinkel β2,m als Maß für die Umlenkung des Profils dargestellt. Unter
Berücksichtigung der auch für die Simulationen ohne Ausblasungen festgestellten Diffe-
renz kann die Entwicklung des Abströmwinkels als Funktion der Reynolds-Zahl mit dem
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Typ 1 B = 0,5
Experiment VGJ-TransitionStandard-Transition
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Abbildung 6.7: Integraler Totaldruckverlustbeiwert ζm (links) und integraler Abström-
winkel β2,m (rechts) als Funktion der Reynolds-Zahl für Typ 1-
Ausblasung mit B = 0, 5
Experiment VGJ-TransitionStandard-Transition
Typ 1 B = 1,0
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Abbildung 6.8: Integraler Totaldruckverlustbeiwert ζm als Funktion der Reynolds-Zahl
für Typ 1-Ausblasung mit B = 1, 0 (links) und für Typ 2-Ausblasung
mit B = 0, 5 (rechts)
VGJ-Modell qualitativ gut wiedergegeben werden. Dies betrifft insbesondere die starke
Verringerung der Umlenkung für Re2,is < 100 · 103.
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Typ 2 B = 1,0
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Abbildung 6.9: Integraler Totaldruckverlustbeiwert ζm als Funktion der Reynolds-Zahl
für Typ 2-Ausblasung mit B = 1, 0 (links) und mit B = 1, 5 (rechts)
In den Abbildungen 6.8 und 6.9 werden ergänzend zu dem hier im Detail betrachteten
Ausblasungs-Typ 1 mit der Blasrate B = 0, 5 zusätzlich die integralen Profilverluste
der weiteren Blasraten und des Typ 2 als Funktion der Reynolds-Zahl dargestellt. Die
Vorhersagequalität ist dabei ähnlich dem Typ 1 mit B = 0, 5, wobei die experimentellen
Werte aller Konfigurationen für Re2,is = 50 · 103...120 · 103 nahezu exakt wiedergegeben
werden. Für die im Fall des Typ 1 mit B = 1, 0 ebenfalls vermessene höhere Reynolds-
Zahl Re2,is = 200 · 103 wird abermals ein zu geringer Verlust (15%) berechnet.
Die repräsentativ für alle Betriebspunkte und Konfigurationen in Abbildung 6.10
gezeigten Verteilungen des Totaldruckverlustbeiwerts in Teilungsrichtung für Re2,is =
70 · 103 (links) und Re2,is = 200 · 103 (rechts) der Typ 1 Konfiguration mit B = 0, 5 ver-
anschaulichen ebenfalls, dass mit dem VGJ-Modell für die Ausblasungskonfigurationen
eine zu den Simulationen ohne Ausblasung ähnliche Vorhersagequalität erzielt werden
kann. So wird die experimentelle Position des Nachlaufs wiedergegeben, der Nachlauf
selber aber zu schmal und mit einem zu hohen maximalen Verlust vorhergesagt. Mit
dem Standard-Transitionsmodell kann für niedrige Reynolds-Zahlen eine in Richtung
der Saugseite verschobene breitere und tiefere Nachlaufdelle beobachtet werden, was auf
eine offene Ablösung der saugseitigen Grenzschicht hindeutet. Für die hohe Reynolds-
Zahl liefern beide Modellierungsvarianten nahezu identische Ergebnisse.
111
6 Validierung des Transitionsmodells
SS DS




















Abbildung 6.10: Verteilung des Totaldruckverlustbeiwerts ζ in Teilungsrichtung für
Re2,is = 70 · 103 (links) und 200 · 103 (rechts) für Typ 1-Ausblasung
mit B = 0, 5
Profildruckverteilung
In Abbildung 6.11 ist beispielhaft für alle Ausblasungskonfigurationen die Profildruck-
verteilung für die Reynolds-Zahl Re2,is = 70 ·103 der Typ 1 Ausblasung mit der Blasrate
B = 0, 5 dargestellt. Während das VGJ-Modell über weite Bereiche des Profils keine
Veränderung gegenüber dem Standard-Modell verursacht und beide Modellierungsva-
rianten in diesen Bereichen die experimentellen Profildruckverteilungen nahezu exakt
treffen, ist stromabwärts der saugseitigen Ausblasung ein deutlicher Unterschied zu er-
kennen. So weist die Profildruckverteilung ohne VGJ-Modell im Vergleich zu den expe-
rimentellen Werten einen zu geringen Druckanstieg und daher einen zu niedrigen Druck
an der Profilhinterkante auf. Dies deutet auf eine nicht wiederanlegende Grenzschich-
tablösung hin und korreliert mit dem beobachteten Verhalten der Nachlaufdelle sowie
den zu hohen integralen Totaldruckverlusten in diesem Betriebspunkt. Mit dem VGJ-
Modell kann der Druckaufbau stromabwärts der Ausblasung gut wiedergegeben werden,
so dass der Druck an der Profilhinterkante getroffen wird. Für hohe Reynolds-Zahlen
(Re2,is = 200 · 103) sind die Ergebnisse beider Modellierungsvarianten nahezu gleich
(siehe Abbildung D.2 rechts). Für höhere Blasraten und den Ausblasungstyp 2 ist die
Vorhersagequalität der Profildruckverteilungen ähnlich zu Abbildung 6.11, wie einige
ausgewählte Betriebspunkte und Konfigurationen in Abschnitt D.1.1 im Anhang zeigen
(Abbildungen D.3 und D.4).
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Abbildung 6.11: Profildruckverteilung cp für Re2,is = 70 · 103, Typ 1-Ausblasung mit
B = 0, 5
Grenzschichtgrößen
Bisher wurde der Einfluss des VGJ-Transitionsmodells auf aerodynamische Größen der
Profilauslegung und -bewertung diskutiert. Im Folgenden wird nun das lokale Verhalten
des Modells und der Einfluss auf den Grenzschichtzustand betrachtet. In Abbildung
6.12 ist zum einen der Grenzschichtzustand (angelegt oder abgelöst) auf den Wänden
als Farbkontur veranschaulicht und zum anderen sind als dreidimensionale Isoflächen die
Bereiche dargestellt, in denen die VGJ-Modifikation des Transitionsmodells aktiviert ist
(fVGJ > 0). Hier lassen sich im Wesentlichen vier Regionen unterscheiden:
1. Im Ansaugbereich der Ausblasungsbohrungen im Plenum reagiert das Modell auf
dort entstehende Wirbelstrukturen.
2. Das Nierenwirbelpaar sowie die beiden Äste des Hufeisenwirbels werden direkt an
der Ausblasungsposition in der Schaufelgrenzschicht detektiert.
3. Ähnlich zu den Beobachtungen von Postl (2005) (Abbildung 2.24 oben) wird das
Nierenwirbelpaar im Bereich der Ablöselinie wieder angefacht, so dass das VGJ-
Modell auch hier Transitionsorte detektiert.
4. Das Modell regiert auf Rezirkulationsgebiete direkt stromabwärts der Hinterkante.
Da dies auch bei den Rechnungen ohne Ausblasungen beobachtet werden kann (hier
nicht gezeigt) und da Standard-Transition und VGJ-Transition in den Abbildungen
6.2 - 6.4 aufeinander liegen, hat diese Region offenbar keinen Einfluss auf das
Ergebnis.
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Abbildung 6.12: Transitionskriterium fVGJ und Grenzschichtzustand (abgeleitet aus τw)
für Re2,is = 70·103, Typ 1-Ausblasung mitB = 0, 5 (Geometrie verzerrt)
Vor dem Hintergrund der in Abschnitt 2.4.4 geschilderten Wirkungsweise sowie dem
daraus folgenden Modellierungsansatz ist das Verhalten des Modells auf dem T161-
Niederdruckturbinenprofil daher physikalisch sinnvoll.
Der Einfluss des Modells auf den Grenzschichtzustand kann dabei wie folgt beschrie-
ben werden: Während im unbeeinflussten Fall eine offene Ablösung bei der in Abbildung
6.12 betrachteten Reynolds-Zahl im diffusiven Bereich der Grenzschicht auftritt (Abbil-
dung 6.5), führt die Ausblasung unter Verwendung des VGJ-Modells zu einem Wieder-
anlegen der Grenzschicht stromaufwärts der Hinterkante über die gesamte (betrachtete)
Schaufelhöhe (Abbildung 6.12 links). Ohne VGJ-Modell wird, wie bereits anhand der
Diskrepanz zu den experimentellen Profildruckverteilungen und Nachläufen beobachtet
wurde, eine offene Ablösung stromabwärts der Ausblasung berechnet. Im Schaufelhö-
henbereich der Ausblasungen kommt es sogar zu einer stromaufwärts Verlagerung des
Ablösepunktes (Abbildung D.5 links).
Das VGJ-Modell führt im Vergleich zum Standard-Modell zu einer Anhebung der
Intermittenz γ direkt stromabwärts der Ausblasungen (Abbildung D.6) und zu einem
Anstieg der Wirbelviskosität in der Grenzschicht (Abbildung 6.13 rechts), der in den
Rechnungen ohne VGJ-Modell nicht beobachtet werden kann (Abbildung D.7 rechts).
Der laminar-turbulente Umschlag der Grenzschicht wird somit bei der Verwendung des
VGJ-Modells durch die Ausblasung eingeleitet, allerdings wächst die Wirbelviskosität
zunächst nur gering an. Wie die Kontur des Formfaktors H12 in Abbildung 6.13 (links)
verdeutlicht, behält die Grenzschicht hierdurch einen laminaren Charakter (H12 ≈ 2, 6),
der auch stromabwärts des Ablösepunkts im unbeeinflussten Fall (bei xax/lax = 0, 73)
114
6.1 T161-Niederdruckturbinengitter
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0
xax/lax [ - ]VGJ-Transition
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0
xax/lax [ - ]
0 10 20 30 40 50
H12 [ - ]
1 1,4 2,6 3,3 4 8
Abbildung 6.13: Formfaktor H12 (links) und maximale bezogene Wirbelviskosität der
Grenzschicht (µT/µ)maxBL (rechts) der Profilsaugseite für Re2,is = 70 ·
103, Typ 1-Ausblasung mit B = 0, 5 (Geometrie verzerrt)
erhalten bleibt. Der entgegengesetzte Druckgradient führt weiter stromabwärts sogar zu
einem weiteren Anstieg des Formfaktors und bei xax/lax = 0, 87 zur Ablösung der Grenz-
schicht (Abbildung D.5 rechts). Hierdurch kommt es zu einem Anstieg der Intermittenz
γ (Abbildung D.6 rechts) und einem nun erheblichen Wachstum der Wirbelviskosität, so
dass die Grenzschicht bei xax/lax = 0, 95 wieder anlegt. Wie die Kontur des Formfaktors
H12 in Abbildung 6.13 (links) verdeutlicht, ist die Transition erst unmittelbar stromauf-
wärts der Hinterkante und nur im Schaufelhöhenbereich der Ausblasung abgeschlossen
(H12 ≈ 1, 4).
Im Schaufelhöhenbereich zwischen den Ausblasungen erfolgt der Grenzschichtum-
schlag ablösungsinduziert, was durch die hohen Werte des Formfaktors (H12 ≈ 8) deut-
lich wird. Bemerkenswert ist, dass, obwohl die durch die Ausblasung induzierte schwache
Produktion der Wirbelviskosität nur unmittelbar im Schaufelhöhenbereich der Ausbla-
sungen beobachtet werden kann, der abgelöste Bereich in axialer Richtung auch zwischen
den Ausblasungen reduziert wird.
6.1.4 Einfluss des Sekundärluftsystems auf die Ergebnisse unter
stationärer Zuströmung
Netztopologie und Randbedingungen
Für die Validierung des VGJ-Modells anhand der experimentellen Messdaten des T161
wurde bisher sowohl das Sekundärluftsystem (Plenen und Ausblasungsbohrungen) be-
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Abbildung 6.14: Transitionskriterium fVGJ und Grenzschichtzustand (abgeleitet aus τw)
für Re2,is = 70·103, Typ 1-Ausblasung mitB = 0, 5 (Geometrie verzerrt)
für Leak Inlet-Netz 1 (oben links) und 2 (oben rechts) mit Detailan-
sichten der Leak Inlet-Oberflächennetze (unten)
rücksichtigt als auch das Rechennetz an der Ausblasungsposition lokal verfeinert. Im
Hinblick auf die im Rahmen eines Auslegungsprozesses nötige Parametervariation von
Ausblasungsposition, -richtung und -massenstrom ist die direkte Definition der Ausbla-
sungen auf der Schaufeloberfläche des bestehenden Netzes als sekundäre Einlässe aber
insofern sinnvoller, als dass einerseits Rechenzeit aufgrund weniger Netzknoten einge-
spart werden kann und sich andererseits die Bearbeitungszeit bei der Erstellung der Re-
chennetze verkürzt. Im Folgenden wird daher beispielhaft in zwei Schritten der Einfluss
von Sekundärluftsystem und Netzauflösung an der Ausblasungsposition auf die quanti-
tativen aerodynamischen Größen der Typ 1 Ausblasungskonfiguration für eine Blasrate
von B = 0, 5 untersucht.
In einem ersten Schritt werden Plenum und Ausblasungsbohrungen des im vorherigen
Abschnitt 6.1.3 vorgestellten Typ 1 Netzes (Abbildung 6.6) entfernt und stattdessen an
den drei Ausblasungspositionen auf der Schaufeloberfläche Leak Inlet-Randbedingungen
(Abschnitt 3.6) gesetzt. Die lokalen Netzverfeinerungen im Ausblasungsbereich bleiben
hierbei erhalten, so dass sich für dieses Netz (Leak Inlet-Netz 1) eine Gesamtknotenzahl
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von 1,28 Millionen einstellt. In Abhängigkeit der Reynolds-Zahl werden mittlere Rand-
bedingungswerte auf die Leak Inlets aufgeprägt. Diese werden massenstromgewichtet
an den Bohrungsaustritten der Rechnungen mit Plenum und Ausblasungsbohrungen
bestimmt. Aus dem Sekundärluftsystem eingetragene Strömungsstrukturen wie Wirbel
werden somit vernachlässigt.
In einem zweiten Schritt werden die lokalen Netzverfeinerungen im Ausblasungsbe-
reich rückgängig gemacht und das in Abschnitt 6.1.2 vorgestellte Netz der Simulationen
ohne Ausblasungen verwendet (Abbildung 6.1). Es werden abermals drei Leak Inlet-
Randbedingungen auf der Schaufeloberfläche definiert und aus den Rechnungen mit
Plenum und Ausblasungsbohrungen bestimmte gemittelte Randbedingungswerte auf-
geprägt (Leak Inlet Netz-2). In Abbildung 6.14 sind in den Detailansichten (unten)
jeweils die Netzdichten an der Ausblasungsposition sowie grau hinterlegt die Leak Inlet-
Randbedingungsbereiche dargestellt.
Qualitative Auswertung
Wie durch den Vergleich von Abbildung 6.14 (oben links) für das Leak Inlet-Netz 1
und Abbildung 6.12 (links) für das Basis-Netz (mit Sekundärluftsystem) qualitativ zu
erkennen ist, hat die Vernachlässigung des Plenums und der Ausblasungsbohrungen
keinen Einfluss auf die durch das VGJ-Modell in der Schaufelgrenzschicht detektierten
Transitionsorte. Die charakteristischen Bereiche (Hufeisenwirbel und Nierenwirbel mit
Anfachung an der Ablöselinie) werden weiterhin erkannt. Auch der Vergleich anliegender
und abgelöster Bereiche der saugseitigen Schaufelgrenzschicht zeigt keine wesentlichen
Unterschiede.
Für das gröbere Leak Inlet-Netz 2 (Abbildung 6.14 oben rechts) sind an der Ausbla-
sungsposition Nieren- und Hufeisenwirbel nicht mehr zu unterscheiden. Die Wirbelanfa-
chung an der Ablöselinie bleibt allerdings weiterhin erhalten, wie auch die grundsätzliche
Struktur anliegender und abgelöster Grenzschichtbereiche. Allerdings verkleinert sich der
abgelöste Bereich und die Grenzschicht weist in Schaufelhöhenrichtung stromabwärts der
Ausblasungen eine stärker asymmetrische Struktur auf.
Abströmung
Die beobachteten qualitativen Unterschiede spiegeln sich auch in den Verläufen des inte-
gralen Totaldruckverlustbeiwerts ζm als Funktion der Reynolds-Zahl Re2,is in Abbildung
6.15 (links) wider. Während die Ergebnisse des Leak Inlet-Netz 1 über den gesamten
Reynolds-Zahl-Bereich mit denen des Basis-Netzes weitestgehend übereinstimmen, kön-
nen insbesondere für die niedrigen Reynolds-Zahlen Re2,is = 50 · 103 und 70 · 103 für das
Leak Inlet-Netz 2 um ca. 10% geringere Werte festgestellt werden.
Wie anhand des Totaldruckverlustbeiwerts ζ in Teilungsrichtung in Abbildung 6.15
(rechts) zu erkennen ist, sind diese kleineren integralen Verluste auf eine Verringerung
des Totaldruckverlusts in der saugseitigen Grenzschicht im Vergleich zu den anderen
Netzen zurückzuführen. Die Ergebnisse des Leak Inlet-Netz 1 stimmen dabei hingegen
mit denen des Basis-Netzes nahezu überein.
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Abbildung 6.15: Vergleich des integralen Totaldruckverlustbeiwerts ζm als Funktion der
Reynolds-Zahl (links) und des Totaldruckverlustbeiwerts ζ in Teilungs-
richtung für Re2,is = 70 · 103 (rechts) Typ 1-Ausblasung mit B = 0, 5
mit Leak Inlet-Randbedingungen
Profildruckverteilung

























Abbildung 6.16: Vergleich der Profildruckverteilungen cp mit Leak Inlet-Randbedingung
für Re2,is = 70 · 103, Typ 1-Ausblasung mit B = 0, 5
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Eine Übereinstimmung der Ergebnisse von Basis-Netz und Leak Inlet-Netz 1 kann
auch für die Profildruckverteilungen beobachtet werden (Abbildung 6.16). Die Ergeb-
nisse des Leak Inlet-Netz 2 weichen hingegen direkt stromabwärts der Ausblasung in
geringem Maße von den anderen Verteilungen ab, was sogar zu einer verbesserten Wie-
dergabe der experimentellen Größen in diesem Bereich führt. Insgesamt lässt sich somit
schlussfolgern, dass die Verwendung des gröberen Leak Inlet-Netz 2 eine Veränderung
der Ergebnisse direkt stromabwärts der Ausblasungen nach sich zieht, welche in den Pro-
fildruckverteilungen wie auch in den in der Abströmung gemessenen Totaldruckverlusten
zu beobachten ist. Die Änderung ist allerdings gering, so dass eine lokale Verfeinerung
des Netzes an der Ausblasungsposition nicht notwendig erscheint. Außerdem zeigen die
Ergebnisse, dass es bei Kenntnis der mittleren Bohrungsaustrittsgrößen für die Vorher-
sage der aerodynamischen Profilleistung nicht notwendig ist, das Sekundärluftsystem im
Rechennetz zu berücksichtigen.

















Abbildung 6.17: S1-Ansicht des Rechennetzes mit Nachlaufgenerator (links) und be-
zogene Wirbelviskosität µT/µ (rechts) für Re2,is = 200 · 103, Typ 1-
Ausblasung mit B = 0, 5 (Geometrie verzerrt)
Die Strömung in Turbomaschinen ist a priori periodisch-instationär, und insbesondere
Nachläufe stromaufwärts liegender Schaufelreihen haben einen erheblichen Einfluss auf
den laminar-turbulenten Grenzschichtumschlag von Niederdruckturbinenprofilen (Ab-
schnitt 2.2.3). Wie die Arbeiten von Ludewig et al. (2011) sowie Ludewig (2011) für
Ultra High-Lift Auslegungen zeigen (Abschnitt 2.4.2), ist das Verlustreduktionspoten-
tial von Ausblasungen für niedrige Reynolds-Zahlen in instationärer Zuströmung zwar
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geringer als in stationärer, allerdings ist immer noch eine Reduktion zu erzielen. Der
saugseitige Grenzschichtzustand und damit der Profilverlust wird dabei von der Wech-
selwirkung der Ausblasung und des Nachlaufs erheblich beeinflusst. An die Turbulenz-
und Transitionsmodellierung stellt diese Strömungssituation entsprechend höhere An-
forderungen als in Simulationen mit stationärer Zuströmung.
Um die Vorhersagequalität des VGJ-Modells bei instationärer Zuströmung zu über-
prüfen, wird das T161-Profil ohne und mit Typ 1 Ausblasung (Blasrate B = 0, 5) be-
rechnet. Die instationäre Zuströmung wird durch zylindrische Stäbe generiert, die sich
lZyl/lax = 0, 924 stromaufwärts der Profilvorderkante in Teilungsrichtung mit einer für
alle Reynolds-Zahlen konstanten Frequenz fZyl bewegen (Abbildung 6.17). Im aerodyna-









= 0, 27. (6.4)
Der bezogene Stabdurchmesser als Maß für die Hinterkantendicke eines stromaufwärts
liegenden Profils ist hierbei dZyl/lax = 0, 033 und die Stabteilung in den experimen-
tellen Untersuchungen tZyl/tT161 = 1, 19. Für die instationären Simulationen wird bei
gleichbleibender Strouhal-Zahl St die Teilung des Stabs der des Profils angeglichen




= 2, 76 (6.5)
erhöht sich hierdurch auf 3,30 in den Simulationen, wodurch sich die Nachlaufausrichtung
relativ zur Profilvorderkante leicht ändert.
In Abbildung 6.17 (links) ist das Rechennetz der Simulationen mit Ausblasungen dar-
gestellt. Das Schaufelnetz mit Sekundärluftsystem entspricht dem in den stationären
Simulationen verwendeten (Abbildung 6.6), wobei der Einlaufbereich stromaufwärts der
Profilvorderkante im Hinblick auf das Netz des zylindrischen Stabes gekürzt wurde. Für
die Simulationen ohne Ausblasungen wird das Stab-Netz mit dem entsprechend verkürz-
ten Netz der stationären Simulationen ohne Ausblasung (Abbildung 6.1) verbunden. Die
Wände des Stabs sind in beiden Simulationen mit n+ ≈ 1 aufgelöst. Die Verknüpfung
der stehenden (Profil) und der sich bewegenden Netzbereiche (Stab) erfolgt mittels der
zonalen Randbedingung (Abschnitt 3.6). Eine Periode der Stabbewegung wird mit 128
Zeitschritten bei 10 Subiterationen in den Simulationen aufgelöst.
In Abbildung 6.17 (rechts) ist die bezogene Wirbelviskosität µT/µ für einen Zeitschritt
der instationären Simulationen mit Ausblasung für die Reynolds-Zahl Re2,is = 200·103 als
Farbkontur in Kanalmitte dargestellt. Die Abbildung veranschaulicht einerseits den tur-
bulenten Charakter der durch Kármán’sche Wirbelstraßen geprägten Stabnachläufe und
andererseits ihre periodisch-instationäre Interaktion mit der Grenzschicht des Profils.
Die folgende Betrachtung der quantitativen Ergebnisse konzentriert sich im Wesentli-
chen auf die Simulationen mit Ausblasungen. Simulationsergebnisse ohne Ausblasungen
werden als Referenz angegeben und sind in Abschnitt D.1.2 im Anhang dokumentiert.
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Experiment VGJ-TransitionStandard-Transition
Abbildung 6.18: Phasengemittelte integrale Totaldruckverlustbeiwerte ζm als Funkti-
on der Reynolds-Zahl bei periodisch-instationärer Zuströmung für die
T161-Kaskade ohne Ausblasung (links) und für die Typ 1-Ausblasung
mit B = 0, 5 (rechts)
Experimentelle Validierung
In Abbildung 6.18 (links) sind zunächst die mit dem γ-Reθ-Modell ohne VGJ-Modifi-
kation (Standard-Transition) berechneten, phasengemittelten integralen Totaldruckver-
lustbeiwerte ζm im Vergleich zu den experimentellen Werten des Profils ohne Ausblasung
dargestellt. Die Simulationen treffen die experimentellen Werte insgesamt sehr gut und
bis auf die Reynolds-Zahl Re2,is = 120 · 103 im Rahmen der experimentellen Messge-
nauigkeit. Für die Simulationen mit Ausblasungen (Typ 1, B = 0, 5) und VGJ-Modell
(Abbildung 6.18 rechts) wird eine vergleichbar gute Wiedergabe der experimentellen
Werte erzielt. Die berechneten integralen Totaldruckverluste geben über den gesamten
Reynolds-Zahl-Bereich die experimentellen Werte im Rahmen ihrer Messgenauigkeit wie-
der. Bemerkenswert ist hierbei, dass die Simulationen auch für die niedrigen Reynolds-
Zahlen Re2,is = 50 · 103...90 · 103 die weitere Reduktion der Verluste gegenüber den
Simulationen ohne Ausblasungen vorhersagen können.
Wie anhand der stellvertretend für den gesamten Reynolds-Zahl-Bereich in Abbildung
6.19 (links) dargestellten phasengemittelten Profildruckverteilung für Re2,is = 70 · 103
zu erkennen ist, werden die experimentellen Werte insgesamt gut getroffen. Lediglich
unmittelbar stromabwärts der saugseitigen Ausblasung (xax/lax = 0, 70...0, 85) wird ein
zu hohes Druckniveau vorhergesagt. Der Druckgradient bis zur Profilhinterkante sowie
der Druck an der Hinterkante werden allerdings gut wiedergegeben.
Die für den selben Betriebspunkt gezeigte Verteilung des Totaldruckverlusts ζ in Tei-
lungsrichtung (Abbildung 6.19 rechts) veranschaulicht zusätzlich die gute Wiedergabe
der experimentellen Ergebnisse durch die Simulationen mit dem VGJ-Modell. Die Nach-
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Abbildung 6.19: Phasengemittelte Profildruckverteilung cp (links) und Totaldruckverlust
in Teilungsrichtung ζ (rechts) für Re2,is = 70 · 103, Typ 1-Ausblasung
mit B = 0, 5 bei periodisch-instationärer Zuströmung
laufdelle wird ähnlich mit den Ergebnissen in stationärer Zuströmung mit und ohne
Ausblasung zu tief und zu schmal vorhergesagt, wohingegen die experimentelle Position
getroffen wird.
Grenzschichtgrößen
In Abbildung 6.20 sind Weg-Zeit-Diagramme der maximalen bezogenen Wirbelviskosi-
tät (µT/µ)maxBL (links) und des Wandschubspannungsbeiwert cf (rechts) der Saugseite
des Profils für die Ausblasungskonfiguration Typ 1 für die Blasrate B = 0, 5 und die
Reynolds-Zahl Re2,is = 70 · 103 dargestellt. Der betrachtete Schnitt verläuft in Schaufel-
höhenrichtung unmittelbar durch die Ausblasungsbohrung - der Bereich unmittelbar an
der Ausblasungsbohrung ist in den Diagrammen ausgegraut. Im Anhang D.1.2 sind er-
gänzend die mittlere Intermittenz γamBL und der Formfaktor H12 abgebildet (Abbildung
D.8) sowie die entsprechenden Größen für die Simulation ohne Ausblasung (Abbildung
D.9).
Anhand des Verlaufs der bezogenen Wirbelviskosität (µT/µ)maxBL ist die streifenför-
mige periodische Störung der Grenzschicht durch den Nachlauf des zylindrischen Stabes
und der Eintrag von Turbulenz zu erkennen. (Der Verlauf des Nachlaufs ist in den Dia-
grammen mit einer gestrichelten Linie gekennzeichnet.) Der Nachlauf führt zu einem
unmittelbaren Anstieg der Wirbelviskosität in der Grenzschicht über die gesamte axiale
Lauflänge (zeitlicher Bereich t/T = 0, 3...0, 5), wobei die Grenzschicht stromaufwärts
der Ausblasung zwischen den Nachläufen wieder in ihren laminaren Zustand zurückfällt.
Mit der Erhöhung von (µT/µ)maxBL geht auch eine Erhöhung des Wandschubspannungs-
beiwerts cf einher, wobei dessen Erhöhung um ca. t/T = 0, 1 zeitverzögert erfolgt. Die
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Abbildung 6.20: Weg-Zeit-Diagramme der maximalen bezogene Wirbelviskosität in der
Grenzschicht (µT/µ)maxBL (links) und des Wandschubspannungsbei-
werts cf (rechts) der Profilsaugseite bei z = zT1 für Re2,is = 70 · 103,
Typ 1-Ausblasung mit B = 0, 5
zeitliche Ausdehnung des Nachlaufeinflusses ist in cf des Weiteren erheblich länger zu
erkennen als in (µT/µ)maxBL. Bereiche erhöhter Wandschubspannung sind stromaufwärts
der Ausblasung so nahezu eine Periode zu beobachten, bevor die Grenzschicht in ihren
stationären Zustand zurückfällt (vgl. Abbildung 6.13). Ein ähnliches Verhalten ist auch
im Fall ohne Ausblasung zu erkennen (Abbildung D.9).
Stromabwärts der Ausblasungen sind über eine Periode im Wesentlichen drei Zu-
stände zu unterscheiden. Unter Berücksichtigung des Phasenversatzes ist direkt mit
dem Nachlauf verknüpft eine Verschiebung stromabwärts des Ablösepunktes (Bereich
xax/lax = 0, 85...1, 00 und t/T = 0, 45...0, 75) zu beobachten, wobei allerdings die Grenz-
schicht bis zur Profilhinterkante nicht wieder anlegt. Das Turbulenzniveau im Bereich der
Hinterkante sinkt hierdurch. Anschließend (t/T = 0, 75...1, 05) erfolgt ein Anstieg der
Turbulenz an der Hinterkante und damit verbunden ein Wiederanlegen der Grenzschicht
bei xax/lax = 0, 8. Zwischen t/T = 1, 05...1, 45 fällt die Grenzschicht in ihren stationären
Zustand, was anhand der Ausdehnung der Ablöseblase zwischen xax/lax = 0, 90...0, 97
zu erkennen ist. Gegenüber dem Fall ohne Ausblasung unter instationärer Zuströmung
(Abbildung D.9 rechts oben), wie auch dem Fall mit Ausblasung unter stationärer Zu-
strömung (Abbildung D.5 rechts) ist im zeitlichen Mittel so eine Verkleinerung des Ab-
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lösungsbereichs stromabwärts der Ausblasung festzustellen, was mit dem Verhalten des
integralen Totaldruckverlustbeiwerts ζm korreliert.
6.2 T165-Niederdruckturbinengitter
6.2.1 Beschreibung des Testfalls
Da die bisherigen Validierungsrechnungen ausschließlich auf der T161-Kaskade mit geo-
metrisch ähnlichen Ausblasungstypen (Bohrungswinkel, - teilungen und -durchmesser)
basieren, wird die Anwendungsbreite des VGJ-Modells im Folgenden an einem weiteren
Profil nachgewiesen. Neben der Profilbelastung und den geometrischen Ausblasungs-
größen wird auch die Sekundärströmungsführung des Ausblasungsmassenstroms und
die Blasrate durch die Applizierung von Durchblasungen im Vergleich zu den T161-
Konfigurationen verändert.
Die T165 Gitterwindkanalkaskade besteht aus einem ebenen zweidimensionalen Nie-
derdruckturbinengitter mit divergenten, linearen Seitenwänden. Wie das T161-Profil ist
die Kaskade einem einzelnen Profilschnitt der Niederdruckturbine eines modernen getrie-
belosen Fan-Triebwerks entlehnt, wobei die Teilung allerdings weniger stark erhöht wurde
(t/lP = 0, 84 statt tP/l = 0, 96), woraus die niedrigere Zweifel-Zahl Zw = 1, 00 folgt. Die
aerodynamische Auslegung des T165 folgt darüber hinaus dem für Niederdruckturbinen-
stufen moderner Flugtriebwerke typischen dünnen Vollschaufelkonzept. Die Kenndaten
des aerodynamischen Auslegungspunkts (ADP) sowie der Geometrie sind in Tabelle 6.3
angegeben und in Abbildung 2.17 skizziert.
Zur Verringerung sowohl der druckseitigen als auch der saugseitigen Ablöseblasen wur-
de das Profil mit Durchblasungsbohrungen von der Druck- zur Saugseite versehen und
von Ludewig (2011) experimentell untersucht. Die Durchblasungsbohrungen umfassen
zwei Typen:
• 16 Bohrungen vom Typ A mit einem Nickwinkel von φ = 35° gegen die Profiltan-
gente, einem Verdrehwinkel von θ = 90° gegen die Hauptströmungsrichtung und
einer bezogenen Bohrungslänge von L/D = 3, 7 sowie
• 17 Bohrungen vom Typ B mit einem Nickwinkel von φ = 35°, einem Verdrehwinkel
von θ = 0° und einer bezogenen Bohrungslänge von L/D = 4, 7.
Beide Bohrungstypen haben einen bezogenen Durchmesser von D/lax = 0, 033 und sind
auf der Saugseite bei 75% axialer Sehnenlänge in Schaufelhöhenrichtung abwechselnd
angeordnet (Abbildung 2.17 links). Die Teilung zwischen zwei Bohrungen gleichen Typs
beträgt J/D = 5.
Die variierten Parameter der Untersuchungen sind
• die Reynolds-Zahl Re2,is = 70 · 103...400 · 103 und
• die benutzten Bohrungstypen A oder B.
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Tabelle 6.3: Aerodynamische Kenndaten im ADP der T165-Kaskade nach Ludewig
(2011)
Name Variable Wert
isentrope Mach-Zahl der Abströmung Ma2,is 0,60
isentrope Reynolds-Zahl der Abströmung Re2,is 120.000




Der Durchblasungsmassenstrom stellt sich aufgrund des Druckgradienten zwischen Druck-
und Saugseite ein und kann nicht aktiv geregelt werden. Für die im Folgenden gezeigten
Simulationen ist die sich einstellende Blasrate B nahezu unabhängig von der Reynolds-
Zahl. Sie beträgt, wie Abbildung D.10 im Anhang veranschaulicht, für Typ A B ≈ 0, 37
und für Typ B B ≈ 0, 35. Für alle Betriebspunkte beträgt der Turbulenzgrad der Zuströ-
mung Tu1 = 4% und die isentrope Mach-Zahl der Abströmung Ma2,is = 0, 6. Es werden
ausschließlich Betriebspunkte in stationärer Zuströmung betrachtet. Die Auswertungs-
ebenen entsprechen denen des T161 (vgl. Abbildung 2.14).
6.2.2 Stationäre Zuströmung ohne Durchblasung
Netztopologie und Randbedingungen
In Abbildung 6.21 ist das block-strukturierte Rechennetz für die Simulationen der Kern-
strömung ohne Durchblasungen inklusive der verwendeten Randbedingungen dargestellt.
Wie bei der T161-Kaskade (Abschnitt 6.1.2) umfasst es in Schaufelhöhenrichtung ca.
20% des experimentellen Aufbaus, wobei das AVDR zwischen Ein- und Austritt dieser
Q3D-Kaskade mit der der dreidimensionalen Kaskade übereinstimmt. Die Grenzschich-
ten der Schaufelwände sind mit einem Abstand der ersten Zellmitten normal zur Wand
von n+ ≈ 1 aufgelöst, das gesamte Netz umfasst 1.380.920 Knoten. Der Diskretisie-
rungsfehler bezüglich des Abströmwinkels beträgt GCIp=1,β = 0, 99% und bezüglich des
Totaldruckverlusts zwischen Ein- und Austritt des Rechengebiets GCIp=1,ζ = 7, 47%
(vgl. Tabelle B.4 in Abschnitt B.2).
Abströmung
Der Anstieg des integralen Totaldruckverlustbeiwert ζm für sinkende Reynolds-Zahlen
Re2,is kann durch die Simulationen ähnlich gut wie für das T161 wiedergegeben werden
(Abbildung 6.22 links). Allerdings tritt für alle Betriebspunkte eine nahezu konstante
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Abbildung 6.21: S1-Ebene (links) und S2-Ebene (rechts) des Q3D-Netz der T165-
Rechnungen ohne Durchblasungen (jede zweite Netzlinie dargestellt;
Geometrie verzerrt)
Differenz von ∆ζm/ζm,ref ≈ 0, 25 auf. Wie der Totaldruckverlustbeiwert in Teilungs-
richtung (Abbildung 6.22 rechts) verdeutlicht, werden insbesondere auf dem der Grenz-
schicht der Druckseite zuzuordnende Ast des Nachlaufs höhere Verluste vorhergesagt.
Der saugseitige Ast wird ähnlich dem Nachlauf des T161 zu schmal und zu tief berech-
net (Abbildung 6.3), während die Position insgesamt gut wiedergegeben wird.
Sowohl der integrale Verlustbeiwert ζm als auch der lokale Verlustbeiwert ζ in Tei-
lungsrichtung sind mit und ohne VGJ-Modell identisch. Das VGJ-Modell hat somit wie
beim T161 keinen Einfluss auf die Ergebnisse der 2D-Kernströmung der Kaskade.
Profildruckverteilung
Wie die Profildruckverteilungen für zwei Reynolds-Zahlen in Abbildung 6.23 zeigen,
werden die experimentellen Werte über weite Bereiche des Profils gut wiedergegeben.
So kann insbesondere die am Plateau zu erkennende saugseitige Ablöseblase und deren
Anwachsen für sinkende Reynolds-Zahlen im Bereich xax/lax = 0, 80...0, 95 vorhergesagt
werden. Marginale Abweichungen vom experimentellen Verlauf sind allerdings druck-
seitig zwischen xax/lax = 0, 20...0, 70 zu erkennen. Die Simulationen weisen hier über
den gesamten Bereich einen nahezu konstanten Druck auf, während in den experimen-
tellen Untersuchungen ein weniger ausgeprägtes Druckplateau zu beobachten ist. Diese
Ergebnisse deuten in Kombination mit den zu hoch berechneten Totaldruckverlusten
daraufhin, dass in den Simulationen eine im Vergleich zu den experimentellen Untersu-
chungen größere druckseitige Ablösung vorhergesagt wird.
Grenzschichtgrößen
Der Verlauf des Wandschubspannungsbeiwerts cf (links) wie auch des Formfaktors H12
(rechts) in Abbildung 6.24 machen die Größe der berechneten druckseitigen Ablöse-
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Abbildung 6.22: Integraler Totaldruckverlustbeiwert ζm als Funktion der Reynolds-Zahl
(links) und Totaldruckverlustbeiwert ζ in Teilungsrichtung für Re2,is =
120 · 103 (rechts) der T165-Kaskade ohne Durchblasungen



















Abbildung 6.23: Profildruckverteilung cp für Re2,is = 70 ·103 (links) und 120 ·103 (rechts)
der T165-Kaskade ohne Durchblasungen
blase für den ADP Re2,is = 120 · 103 deutlich. So umfasst die Ablöseblase axial den
Bereich xax/lax = 0, 05...0, 675, und der Formfaktor steigt auf Werte H12 >> 10. Die
Grenzschicht löst aufgrund der schlanken, dünnwandigen Profilform somit unmittelbar
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Abbildung 6.24: Wandschubspannungsbeiwert cf (links) und FormfaktorH12 (rechts) der
saugseitigen und druckseitigen Grenzschichten der T165-Kaskade ohne
Durchblasungen für Re2,is = 120 · 103
stromabwärts der Vorderkante massiv ab und legt erst mit Beginn des beschleunigten
Bereiches im letzten Drittel der Druckseite stromaufwärts der Hinterkante wieder an.
Der Verlauf von H12 deutet hierbei daraufhin, dass die Grenzschicht zunächst turbulent
wieder anlegt (H12 ≈ 1, 4), dann aufgrund der Beschleunigung bis zur Hinterkante aber
wieder relaminarisiert (H12 > 2).
Auf der Saugseite stellt sich das typische Verhalten eines hochbelasteten Niederdruck-
turbinenprofils ein, welches auch für das T161 beobachtet wurde. Stromabwärts der
Vorderkante erstreckt sich über weite Teile der Saugseite eine laminaren Grenzschicht,
die erst bei xax/lax = 0, 80 ablöst. Über die Ablöseblase erfolgt der laminar-turbulente
Umschlag (xax/lax = 0, 92), so dass die Grenzschicht schließlich turbulent wieder anlegt
(xax/lax = 0, 95).
6.2.3 Stationäre Zuströmung mit Durchblasung quer zur
Hauptströmungsrichtung
Netztopologie und Randbedingungen
In die bestehende Netztopologie ohne Durchblasungen (Abbildung 6.21) werden fünf
Bohrungen des Typ A eingefügt und an der Schaufeloberfläche mit dem Außennetz
mittels „zonal mixed“-Randbedingungen verbunden. Im Bereich der druckseitigen Ab-
saugung und der saugseitigen Ausblasung wird das Netz lokal unter Zuhilfenahme der
zonalen Randbedingung ähnlich dem Vorgehen beim T161 verfeinert (Abbildung 6.25
rechts). An den strömungsparallelen Netzrändern (Nabe und Gehäuse) werden Euler-









Abbildung 6.25: Rechennetz des T165 mit Typ A-Durchblasungen (jede zweite Netzlinie
gezeigt; Geometrie verzerrt)
sind mit Wand-Randbedingungen versehen und mit einem Abstand der ersten Zellmit-
ten normal zur Wand von n+ ≈ 1 aufgelöst. Das gesamte Netz umfasst 3.703.465 Kno-
ten. Der Diskretisierungsfehler bezüglich des Abströmwinkels beträgt GCIp=1,β = 1, 11%
und bezüglich des Totaldruckverlusts zwischen Ein- und Austritt des Rechengebiets
GCIp=1,ζ = 9, 31% (vgl. Tabelle B.5 in Abschnitt B.2).
Abströmung
Für den integralen Totaldruckverlustbeiwert ζm (Abbildung 6.26 links) führt die Anwen-
dung des VGJ-Modells zu einer Vorhersage der experimentellen Messwerte im Rahmen
der Genauigkeit für den Reynolds-Zahl-Bereich Re2,is = 70 · 103...200 · 103. Gegenüber
den Ergebnissen mit Standard-Transitionsmodell hat das VGJ-Modell somit in diesem
Bereich eine Erhöhung der Verluste zur Folge. Wie die Verteilung des Totaldruckverlust-
beiwerts ζ in Teilungsrichtung zeigt (Abbildung 6.26 rechts), sind diese der saugseitigen
Grenzschicht zuzurechnen. Die Nachlaufdelle wird in ihrer Position sowie in ihrem saug-
seitigen Ast durch das VGJ-Modell in Bezug auf die experimentellen Werte so besser
wiedergegeben. Druckseitig ist zum einen keine Veränderung durch das VGJ-Modell fest-
zustellen und zum anderen wie in den Simulationen ohne Durchblasung (Abbildung 6.22
rechts) eine leichte Überbewertung der Verluste zu beobachten, die der druckseitigen
Ablöseblase zuzuordnen ist. Die Vorhersage der experimentellen Werte ist gegenüber
dem T161 aber insgesamt besser, was vermutlich auf die höher belastete Saugseite des
T161 zurückzuführen ist.
Für die höchste Reynolds-Zahl Re2,is = 400 · 103 wird für beide Modellierungsvarian-
ten eine Differenz des integralen Totaldruckverlustbeiwerts ζm von ∆ζm/ζm,ref ≈ 0, 25
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Abbildung 6.26: Integraler Totaldruckverlustbeiwert ζm als Funktion der Reynolds-Zahl
(links) und Totaldruckverlust in Teilungsrichtung ζ für Re2,is = 120·103
(rechts), Typ A-Durchblasung
berechnet. Diese entspricht den auch bei den Simulationen ohne Durchblasungen be-
obachteten Differenzen (Abbildung 6.22 links) und ist somit einerseits ebenfalls auf die
druckseitige Ablösung zurückzuführen, andererseits werden aber auch saugseitig zu hohe
Verluste vorhergesagt (Abbildung D.11 rechts).
Profildruckverteilung
Die Anwendung des VGJ-Modells führt gegenüber dem Standard-Transitionsmodell zu
keiner deutlichen Veränderung bei der Vorhersage der Profildruckbeiwerte cp (Abbildung
6.27). Eine Differenz zu den experimentellen Werten ist saug- wie auch druckseitig in
beiden Fällen im Bereich xax/lax = 0, 20...0, 60 zu beobachten. Die druckseitige Abwei-
chung kann hierbei auf die bereits im Fall ohne Durchblasung diskutierte Ablöseblase
zurückgeführt werden. Stromabwärts der saugseitigen Ausblasung sagen beide Modellie-
rungsvarianten den experimentellen Verlauf exakt vorher. Ein ähnliches Verhalten kann
auch für die weiteren Reynolds-Zahlen beobachtet werden (für Re2,is = 400 · 103 siehe
Abbildung D.11 links).
Grenzschichtgrößen
Der sich mit dem VGJ-Modell gegenüber den Simulationen mit dem Standard-Tran-
sitionsmodell einstellende, mit der saugseitigen Grenzschicht assoziierte höhere Total-
druckverlust ist, wie in Abbildung D.12 dargestellt, auf Bereiche höherer Wandschub-
spannungsbeiwerte cf stromabwärts der Ausblasungsposition zurückzuführen. Dieser An-
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Abbildung 6.27: Profildruckverteilung cp für Re2,is = 120 · 103, Typ A-Durchblasung














Abbildung 6.28: Transitionskriterium fVGJ und Grenzschichtzustand (abgeleitet aus τw)
für Re2,is = 120 · 103, Typ A-Durchblasung (Geometrie verzerrt)
stieg der Wandreibung ist wiederum mit einem höheren Niveau der bezogenen Wirbelvis-
kosität (µT/µ)maxBL in diesen Bereichen verknüpft (Abbildung D.13). Das VGJ-Modell
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steigert somit die turbulente Wandreibung. Wie Abbildung 6.28 in Kombination mit
Abbildung D.12 (links) veranschaulicht, sind die Bereiche erhöhter Wandschubspannung
stromabwärts der Ausblasungen insbesondere mit den (asymmetrischen) Nierenwirbelni1 verknüpft, die durch das VGJ-Modell als Transitionsorte detektiert werden (fVGJ > 0).
Weitere Transitionsorte werden durch das Modell an der Hinterkante i2 , in der Durch-
blasungsbohrung i3 sowie in Bereichen der druckseitigen Ablöseblase erkannt i4 . Da auf
dem druckseitigen Ast des Totaldruckverlustbeiwerts ζ nahezu keine Veränderung durch
das VGJ-Modell beobachtet werden kann (Abbildung 6.26 rechts) und diese Bereiche
auch bei den Simulationen ohne Durchblasung detektiert werden (hier nicht gezeigt), ist
der Einfluss der letztgenannten Transitionsorte auf das Ergebnis aber zu vernachlässigen.
Das gleiche gilt ähnlich zum T161 auch für die Bereiche an der Hinterkante.








Abbildung 6.29: Rechennetz des T165 mit Typ B-Durchblasung (jede zweite Netzlinie
gezeigt; Geometrie verzerrt)
In die bestehende Netztopologie ohne Durchblasungen (Abbildung 6.21) werden drei
Bohrungen des Typ B eingefügt und an der Schaufeloberfläche mit dem Außennetz
mittels „zonal mixed“-Randbedingungen verbunden. Im Bereich der druckseitigen Ab-
saugung und der saugseitigen Ausblasung wird das Netz lokal unter Zuhilfenahme der
zonalen Randbedingung ähnlich dem Vorgehen beim T161 verfeinert (Abbildung 6.29
rechts). An den strömungsparallelen Netzrändern (Nabe und Gehäuse) werden Euler-
Wand-Randbedingungen vorgegeben. Die Schaufeloberfläche sowie die Bohrungswände
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sind mit Wand-Randbedingungen versehen und mit einem Abstand der ersten Zellmit-
ten normal zur Wand von n+ ≈ 1 aufgelöst. Das gesamte Netz umfasst 1.326.015 Kno-
ten. Der Diskretisierungsfehler bezüglich des Abströmwinkels beträgt GCIp=1,β = 0, 82%
und bezüglich des Totaldruckverlusts zwischen Ein- und Austritt des Rechengebiets
GCIp=1,ζ = 3, 88% (vgl. Tabelle B.6 in Abschnitt B.2).
Abströmung




















Abbildung 6.30: Integraler Totaldruckverlust ζm als Funktion der Reynolds-Zahl (links)
und Totaldruckverlust ζ in Teilungsrichtung für Re2,is = 70·103 (rechts),
Typ B-Durchblasung
Für Re2,is = 400 · 103 wird ähnlich der Typ A-Durchblasungskonfiguration sowohl mit
dem Standard-Transitionsmodell wie auch mit dem zusätzlichen VGJ-Modell ein um
∆ζm/ζm,ref ≈ 0, 25 zu hoher integraler Totaldruckverlustbeiwert vorhergesagt (Abbil-
dung 6.30 links). Während mit beiden Modellierungsvarianten für Re2,is = 120 · 103 und
200 ·103 ebenfalls identische Werte berechnet werden, die geringfügig höher als die expe-
rimentelle Werte sind, ist für Re2,is = 70 ·103 und 90 ·103 ein Unterschied zu beobachten.
Mit dem VGJ-Modell werden geringere Werte vorhergesagt, so dass der im Experiment
beobachtete Anstieg der Verluste für sinkende Reynolds-Zahlen zwischen Re2,is = 70 ·103
und 200 · 103 gut wiedergegeben wird.
Wie der Totaldruckverlust ζ in Teilungsrichtung in Abbildung 6.30 (rechts) für Re2,is =
70 · 103 verdeutlicht, können die niedrigen Werte von ζm mit VGJ-Modell in diesem Be-
triebspunktbereich auf eine Reduzierung der saugseitigen Verluste zurückgeführt werden.
Die Position der Nachlaufdelle wird gegenüber dem Standard-Transitionsmodell so ver-
bessert wiedergegeben. Druckseitig kann wie bei den bisher diskutierten Simulationen
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ohne Durchblasungen und mit Typ A Durchblasung abermals ein zu hohes Verlustniveau
beobachtet werden.
Profildruckverteilung




















Abbildung 6.31: Profildruckverteilung cp für Re2,is = 70 · 103, Typ B-Durchblasung
Die saugseitige Reduktion der Verluste durch das VGJ-Modell für die niedrigen Reynolds-
Zahlen Re2,is = 70 ·103 und 90 ·103 korreliert mit der Reduktion einer Ablöseblase strom-
abwärts der saugseitigen Ausblasung zwischen xax/lax = 0, 82...0, 92, wie die Verteilun-
gen des Profildruckbeiwerts cp in Abbildung 6.31 verdeutlichen. Die experimentellen
Werte unmittelbar an der Hinterkante können so mit dem VGJ-Modell wiedergegeben
werden, während die cp-Verteilung mit dem Standard-Transitionsmodell auf eine offe-
ne Ablösung hindeutet. Im Vergleich zu den experimentellen Werten ist die Reduktion
der Ablöseblase allerdings noch nicht ausreichend. In den experimentellen Daten kann in
der Profildruckverteilung im Bereich xax/lax = 0, 84...0, 90 lediglich ein Hinweis auf einen
kleinen Ablösungsbereich erkannt werden. Weitere Abweichungen zu den experimentel-
len Werten können mit beiden Modellierungsvarianten saug- wie auch druckseitig im Be-
reich xax/lax = 0, 20...0, 60 beobachtet werden, die bereits für die Typ A-Konfiguration
diskutiert wurden.
Abschließend sei noch der Unterschied zwischen den Simulationen und den experi-
mentellen Werten druckseitig bei xax/lax = 0, 70 erwähnt. Während die experimentellen
Daten hier eine auf eine Absaugung hindeutende Spitze aufweisen, wird in den Simula-
tionen ein stetiger Druckverlauf vorhergesagt. Da die Absaugungsspitze axial nicht an
der Typ B Position sondern an der Position der Typ A-Bohrung auftritt (vgl. Abbil-
dung 2.17), die in den experimentellen Untersuchungen allerdings abgeklebt gewesen sein



















Abbildung 6.32: Transitionskriterium fVGJ und Grenzschichtzustand (abgeleitet aus τw)
für Re2,is = 70 · 103 der Typ B-Durchblasung (Geometrie verzerrt)
Ähnlich den T161-Ausblasungskonfigurationen werden durch das VGJ-Modell Tran-
sitionsorte (fVGJ > 0) im Bereich des Hufeisenwirbels und des Nierenwirbelpaars i1 ,
an der Ablöselinie durch eine Anfachung der Nierenwirbel i2 sowie an der Hinterkan-
te i3 detektiert (Abbildung 6.32). Wie für den Typ A werden zusätzlich Orte in der
Durchblasungsbohrung sowie im Ansaugbereich der Druckseite erkannt i4 . Das Modell
führt, wie bereits anhand der Profildruckverteilung diskutiert wurde, für diese Durch-
blasungskonfiguration zu einer Reduktion der saugseitigen Ablösung im Vergleich zum
Standard-Transitionsmodell (Abbildung D.14 im Anhang) aufgrund der Erhöhung des
Turbulenzniveaus stromabwärts der Ausblasungen (Abbildung D.16 im Anhang). Die
Strömungssituation ist somit ähnlich den T161-Ausblasungskonfigurationen. Allerdings
muss aufgrund der Defizite bei der Vorhersage der experimentellen Profildruckverteilung
der Schluss gezogen werden, dass die Anhebung des Turbulenzniveaus durch das VGJ-
Modell noch nicht ausreichend ist. Da für diese niedrige Blasrate (B ≈ 0, 35) und die
Ausblasungswinkel (φ = 35°; θ = 0°) niedrige Werte von Ωrel auftreten (vgl. Abbildung
2.22) und dementsprechend aufgrund der Formulierung des VGJ-Modells eine ähnlich
geringe Absenkung des Produktionsterms PΘt,VGJ erfolgt, weist die Kalibrierung für diese
Konfigurationen noch Verbesserungspotential auf.
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6.3 Randzonenströmung von Turbinengittern ohne
Ausblasung
6.3.1 Vorbemerkungen
Die bisherigen Validierungsrechnungen des VGJ-Modells haben verdeutlicht, dass das
Modell mit Querströmungswirbeln assoziierte Wendepunkte in der Grenzschicht de-
tektieren und an diesen Orten in Abhängigkeit der lokalen Wirbelstärke die Tran-
sition einleiten kann. Insgesamt konnte für Ausblasungen in die saugseitige Grenz-
schicht von Niederdruckturbinenprofilen so gegenüber dem zugrunde liegenden Standard-
Transitionsmodell eine verbesserte Wiedergabe quantitativer experimenteller Größen er-
zielt werden.
Querströmungswirbel treten in Niederdruckturbinen beziehungsweise in allen axialen
Turbomaschinen prinzipbedingt auch in den Randzonen auf (Abbildung 2.5) und haben
in Interaktion mit der Schaufelgrenzschicht einen erheblichen Einfluss auf den Total-
druckverlust in den betroffenen Bereichen der Schaufelhöhe (Abbildung 2.4). Wie in
Abschnitt 2.2.5 diskutiert wurde, sind mit den Wirbelstrukturen verknüpfte Transiti-
onseffekte in den Randzonen von Niederdruckturbinen zwar bekannt, allerdings erlau-
ben die bisher in der Literatur verfügbaren Untersuchungen keine Einschätzung zu ihrer
quantitativen Bedeutung. Dies gilt ebenso für Querströmungsinstabilitäten der Seiten-
wandgrenzschicht und der Schaufelgrenzschicht in Seitenwandnähe.
Vor diesem Hintergrund wird im Folgenden untersucht, welchen Einfluss das VGJ-
Modell auf die Simulationsergebnisse im Randzonenbereich von Gitterwindkanalkaska-
den hat. Hierbei wird das Modellverhalten einerseits qualitativ hinsichtlich der detektier-
ten Transitionsorte überprüft und andererseits anhand quantitativer Größen validiert. Im
Hinblick auf die Eignung des Modells für den Auslegungsprozess von VGJ-Ausblasungen,
sollte, obwohl das Modell nicht für die Randzonenströmungen kalibriert wurde, eine un-
physikalische Beeinflussung der Ergebnisse vermieden werden.
6.3.2 Beschreibung der Testfälle, der Netztopologien und der
Randbedingungen
Für die Untersuchung des Verhaltens des VGJ-Modells im Randzonenbereich von Nie-
derdruckturbinen werden die bereits in den vorherigen Abschnitten betrachteten T161-
und T165-Gitterwindkanalkaskaden ohne Aus- und Durchblasungen verwendet. Für eine
Beschreibung der Profil- und Strömungskanalgeometrien sei an dieser Stelle daher auf
diese Abschnitte verwiesen.
In Abbildung 6.33 ist beispielhaft für beide Profile das block-strukturierte Rechennetz
für die Simulationen des T161 dargestellt. Gegenüber den Simulationen der Abschnitte
6.1 und 6.2, in denen die Kernströmung mit einem Q3D-Netz abgebildet wurde, umfasst
das Modell nun in Schaufelhöhenrichtung den gesamten Strömungskanal. Die Seiten-
wände wie auch die Schaufelwände sind mit Wand-Randbedingungen versehen und mit
einem Abstand der ersten Zellmitten normal zur Wand von n+ ≈ 1 aufgelöst. Das ge-
samte Netz des T161 umfasst so 1.200.528 Knoten, das des T165 1.469.232 Knoten. Die
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Abbildung 6.33: S1- (links) und S2-Ansicht (rechts) des Rechennetzes der T161-Kaskade
ohne Ausblasung mit Seitenwänden, jede zweite Netzlinie dargestellt
(Geometrie verzerrt)
Diskretisierungsfehler für das T161 betragen GCIp=1,β = 0, 16% sowie GCIp=1,ζ = 1, 51%
und für das T165 GCIp=1,β = 0, 34% sowie GCIp=1,ζ = 6, 74% (vgl. Tabellen B.7 und
B.8 in Abschnitt B.2).
6.3.3 Grenzschichtgrößen
In Abbildung 6.34 sind zunächst die vom VGJ-Modell detektierten Transitionsorte in
der T161-Kaskade für die Reynolds-Zahl Re2,is = 90 · 103 dargestellt. Die Isoflächen mit
fVGJ > 0 sind zur Unterscheidung mit einer Kontur der relativen Streamwise Vorticity
ωsw,rel versehen. Ein Vergleich mit Abbildung 2.5 verdeutlicht, dass durch das VGJ-
Modell die bekannten Sekundärströmungswirbel (Kanalwirbel, Hufeisenwirbel, Ecken-
wirbel, Hinterkantenwirbel) als Transitionsorte erkannt werden. Darüber hinaus werden
die bereits bei den Q3D-Simulationen beobachteten Wirbel an der Hinterkante (Hinter-
kantenablösung) detektiert (vgl. Abbildung 6.12) sowie an Nabe und Gehäuse jeweils ein
Wirbel stromabwärts der Kaskade, der in unmittelbarer Nähe des aus dem Kanalwirbel
und dem druckseitigen Ast des Hufeisenwirbels entstandenen Wirbels im Bereich der
Hinterkante auftritt. Aufgrund des entgegengesetzten Drehsinns ist zu schließen, dass es
sich um einen Reaktionswirbel handelt, der durch die Interaktion mit dem verschmol-
zenen Hufeisen-Kanalwirbel entsteht. Bemerkenswert ist der Detektionsbereich, der sich
im Schaufelhöhenbereich unmittelbar oberhalb des Kontaktpunktes von Hufeisen- und
Kanalwirbel auf der Schaufeloberfläche bildet. Die Wirbel induzieren durch ihre Verdrän-
gungswirkung hier eine Querströmung in der Grenzschicht zur Kanalmitte, die durch das
VGJ-Modell als Transitionsort detektiert wird.
Bei der höheren Reynolds-Zahl Re2,is = 200 · 103 bestätigt sich die Beobachtung.
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Abbildung 6.34: Transitionsorte des VGJ-Modells in Randzone der T161-Kaskade mit
Farbkontur der relativen Streamwise Vorticity ωsw,rel für Re2,is = 90·103
(Geometrie verzerrt)
Allerdings verringert sich insbesondere die Größe des Kanalwirbels (Abbildung D.17),
so dass sich stromabwärts die in Reaktion mit ihm bildenden Wirbelgebiete verkleinern
oder verschwinden.
Für das T165-Profil, welches hier nur für die Reynolds-Zahl Re2,is = 200 · 103 be-
trachtet wird, kann ein grundsätzlich zum T161 ähnliches Verhalten festgestellt werden
(Abbildung D.21). Allerdings kann statt einem separaten Kanalwirbel nur ein deutlich
ausgeprägterer druckseitiger Hufeisenwirbel beobachtet werden. Darüber hinaus wird
durch das VGJ-Modell die massive druckseitige Ablöseblase als Transitionsort detek-
tiert, wobei sich dieser im Bereich der Seitenwand sowohl in Teilungsrichtung als auch
in Hauptströmungsrichtung in den Strömungskanal ausdehnt.
Die Detektion von Transitionsorten durch das VGJ-Modell hat nicht zwangsläufig
eine Veränderung des Transitionsverhaltens gegenüber dem Standard-Modell zur Fol-
ge. So ist beispielsweise eine Modifikation des Transitionsmodells in voll-turbulenten
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Abbildung 6.35: Kontur der mittleren Intermittenz der Grenzschicht γamBL auf Seiten-
wänden (links) und Schaufeloberflächen (Mitte und rechts) der T161-
Kaskade für Re2,is = 90 · 103 ohne (oben) und mit (unten) VGJ-Modell
(Geometrie verzerrt)
Grenzschichten wirkungslos, da die Intermittenz bereits γ = 1 ist und somit auch die
Produktionsterme des Turbulenzmodells keine Veränderung mehr erfahren können. Um
die tatsächliche Rückwirkung des VGJ-Modells auf die quantitativen Größen zu bestim-
men, sind in Abbildung 6.35 als Farbkonturen die maximalen Werte der Intermittenz γ
in den Grenzschichten der Seitenwand (links) sowie der Druck- (Mitte) und Saugseite
(rechts) des Profils ohne (oben) und mit VGJ-Modell (unten) dargestellt. Bereits ohne
VGJ-Modell zeigt sich, dass das Standard-Modell ein stark dreidimensionales Transiti-
onsverhalten vorhersagt. So ist für die Seitenwandgrenzschichten zu beobachten, dass
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sich mit Ablösung des Kanalwirbels und im Bereich des druckseitigen Hufeisenwirbels
eine erhöhte Intermittenz und eine voll-turbulente Grenzschicht einstellt. Stromabwärts
bildet sich zwischen Kanalmitte und Druckseite ein Bereich niedriger Intermittenz, die
Richtung Saugseite wieder anwächst. Dieses Verhalten korreliert qualitativ mit den Beob-
achtungen von Moore und Gregory-Smith (1996). Auf den Schaufelwänden der Saugseite
kann in Seitenwandnähe ab ca. ein Drittel Profiltiefe ein sich keilförmig in Schaufelhö-
henrichtung ausdehnender transitioneller Bereich festgestellt werden. In diesem wechseln
sich Bereiche hoher und niedriger Intermittenz ab, wobei wie in den Untersuchungen von
Förster et al. (2011) ein Zusammenhang mit dem Verlauf der Wirbeltrajektorien beob-
achtet werden kann.
Mit dem VGJ-Modell (Abbildung 6.35 unten) bleibt die grundsätzliche Struktur der
Intermittenzverteilung erhalten, allerdings können insbesondere in drei Regionen erheb-
lich höhere Werte beobachtet werden. Dies sind zum einen verhältnismäßig kleine Grenz-
schichtbereiche, die mit dem saugseitigen Eckenwirbel i1 und dem druckseitigen Ast des
Hufeisenwirbels i2 interagieren. Zum anderen wird in dem deutlich größeren Bereich
der Querströmung auf der Saugseite eine voll-turbulente Grenzschicht vorhergesagt i3 .
Für die höhere Reynolds-Zahl Re2,is = 200 · 103 (Abbildung D.18) kann eine ähnliche
Struktur beobachtet werden, allerdings ist das Intermittenzniveau auf den Seitenwänden
insgesamt höher und in weiten Bereichen nahe γ = 1.
Auf das T165-Profil können die Beobachtungen ebenfalls übertragen werden (Abbil-
dung D.22). Trotz der Detektion der druckseitigen Ablöseblase über weite Teile der
Schaufelhöhe durch das VGJ-Modell ändert sich das Transitionsverhalten auch hier nur
in den beschriebenen Bereichen der Randzonen.
6.3.4 Abströmung


















Abbildung 6.36: In Teilungsrichtung gemittelte Verteilungen in Schaufelhöhenrichtung
des integralen Totaldruckverlustbeiwerts ζm, des Abströmungswinkels
β2,m und der bezogenen Wirbelviskosität (µT/µ)m in der Auswertungs-
ebene 2 für Re2,is = 90 · 103
140
6.3 Randzonenströmung von Turbinengittern ohne Ausblasung
Für eine quantitative Bewertung des Einflusses des VGJ-Modells liegen experimentel-
le Daten der Abströmung der T161- und der T165-Kaskade für die bisher diskutierten
Reynolds-Zahlen vor. Wie Abbildung 6.36 für die Reynolds-Zahl Re2,is = 90 · 103 und
Abbildung D.19 für Re2,is = 200 · 103 des T161-Profils veranschaulichen, kommt es
ausschließlich im Randzonenbereich (z/H = 0...0, 4) zu einer Veränderung der umfangs-
gemittelten Größen ζm, β2,m und µT/µ. Für den integralen Totaldruckverlustbeiwert ζm
hat das VGJ-Modell im Bereich z/H = 0, 1...0, 2 eine verbesserte Wiedergabe der ex-
perimentell bestimmten Verluste gegenüber dem Standard-Transitionsmodell zur Folge.
Allerdings werden durch das VGJ-Modell im anschließenden Bereich z/H = 0, 2...0, 3
für steigendes z/H zu stark sinkende Verluste vorhergesagt und das in den experimen-
tellen Daten zu erkennende Verlustplateau wird nicht wiedergegeben. Für beide Mo-
dellierungsvarianten muss somit festgestellt werden, dass die experimentellen integralen
Totaldruckverluste im Randzonenbereich nicht gut vorhergesagt werden.
Für den integralen Abströmwinkel β2,m kommt es im Bereich z/H = 0, 1...0, 3 durch
das VGJ-Modell hingegen zu einer stark verbesserten Vorhersage, die den experimentel-
len Verlauf zufriedenstellend wiedergeben kann. Die veränderte Wiedergabe der primären
integralen Abströmungsgrößen ist mit einer Veränderung der Wirbelviskositätsverteilung
verknüpft. Wie die Verteilungen der bezogenen Wirbelviskosität µT/µ verdeutlichen, hat
das VGJ-Modell im Bereich z/H = 0, 05...0, 35 so im Wesentlichen eine umverteilende
Wirkung. Während sie im wandnahen Bereich z/H = 0, 05...0, 2 steigt, sinkt sie im
Bereich z/H = 0, 2...0, 35.
Der Vergleich der ungemittelten Totaldruckverluste ζ in der Abströmebene in Ab-
bildung 6.37 zeigt eine durch das VGJ-Modell (rechts) deutlich verbesserte Wiederga-
be der experimentellen Verteilung (links). Während die Simulation mit dem Standard-
Transitionsmodell (Mitte) einen Bereich mit maximalen Verlusten bei z/H = 0, 25 und
y/tP = 0, 35 vorhersagt, kann in den experimentellen Untersuchungen wie auch den Si-
mulationen mit dem VGJ-Modell ein zweites Maximum bei z/H = 0, 15 und y/tP = 0, 3
(Experiment) bzw. y/tP = 0, 15 (VGJ-Modell) beobachtet werden. Der maximale Total-
druckverlust sinkt hierbei in den Simulationen mit dem VGJ-Modell und nähert sich dem
niedrigeren Niveau des Experiments an. Die Position des zweiten Maximums korreliert
außerdem mit der verbesserten Wiedergabe der umfangsgemittelten Größen im Bereich
z/H = 0, 1...0, 2 (Abbildung 6.36) und fällt mit der Trajektorie des verschmolzenen
Hufeisen-Kanalwirbels zusammen (hier nicht gezeigt).
Für die höhere Reynolds-Zahl Re2,is = 200 · 103 des T161-Profils (Abbildungen D.19
und D.20) wie auch für das T165-Profil (Abbildungen D.23 und D.24) gelten diese Beob-
achtungen analog. Bei letzterem ist allerdings bemerkenswert, dass die Wiedergabe der
experimentellen umfangsgemittelten Totaldruckverluste mit dem VGJ-Modell deutlich
besser als beim T161 ist (Abbildung D.23 links). Außerdem kann, obwohl die druckseiti-
ge Ablöseblase als Transitionsort detektiert wird, auch anhand der quantitativen Größen
wie auch in den bereits diskutierten Intermittenzverteilungen im Kernströmungsbereich
kein Einfluss des VGJ-Modells festgestellt werden.
Zusammenfassend kann der Schluss gezogen werden, dass das VGJ-Modell erwartungs-
gemäß im Randströmungsbereich Transitionsorte detektiert und der Einfluss auch bei
den quantitativen Größen der Abströmung auf den Randströmungsbereich beschränkt
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Abbildung 6.37: Kontur des lokalen Totaldruckverlustbeiwertes ζ in der Auswertungs-
ebene 2 der T161-Kaskade für Re2,is = 90 · 103
bleibt. Die Auswirkung des Modells ist hierbei im wandnahen Bereich durchaus deut-
lich und führt zu einer leicht verbesserten Wiedergabe der experimentellen Größen der
Abströmung. Somit kann das VGJ-Modell für die Auslegung von Ausblasungen in der
Kernströmung eingesetzt werden, ohne dass es zu einer unphysikalischen Veränderung
der Simulationsergebnisse in den Randzonen kommt. Die leicht verbesserte Wiederga-
be lässt vielmehr sogar den Schluss zu, dass eine Re-Kalibrierung des Modells für die
Wiedergabe des Transitionsverhaltens in den Randzonen das Potential hat, die Simula-
tionsergebnisse hier zukünftig noch zu verbessern.
6.4 Eineinhalb-stufige Turbine ohne Ausblasung
6.4.1 Vorbemerkungen
Die bisherigen Validierungen des VGJ-Modells beschränken sich auf die Kernströmung
und die Randzonenströmung von Gitterwindkanalkaskaden. Demgegenüber weist die
Strömung in einer Turbine mit der Umströmung der rotierenden Laufschaufeln sowie
der Rotor-Stator-Interaktion und Mehrstufigkeit zusätzliche Charakteristiken auf. Im
Folgenden wird das VGJ-Modell daher auf die Strömung einer eineinhalb-stufigen Luft-
turbine ohne Ausblasungen angewendet und die Ergebnisse mit Referenzsimulationen
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mit dem Standard-Transitionsmodell verglichen.
6.4.2 Beschreibung des Testfalls
Tabelle 6.4: Kenndaten der eineinhalb-stufigen Turbine im Nennlastpunkt nach (Biester
et al. 2012)
Name Variable Wert
Drehzahl n 7000 min−1
Massenstrom m˙ 8,5 kg/s
Stufen-Druck-Verhältnis ΠStufe 1,43
Leistung P 278 kW
Stator 1 Rotor 1 Stator 2
Schaufelseitenverhältnis H/lax 2,15 2,15 2,15
Teilung tP/l 0,986 0,729 0,722
Zweifel-Zahl Zw 0,92 0,26 0,28
Reynolds-Zahl Re2 754·103 648·103 417·103
Durchflusszahl Φ - 0,59 -
Stufen-Leistungszahl ψ 1,95 -
Stufen-Reaktionsgrad RR 0,55 -
Gegenstand der Validierungsrechnungen ist die von Biester et al. (2011) und Biester
et al. (2012) beschriebene eineinhalb-stufige Luftturbine. Die charakteristischen Daten
der Turbine im Nennlastpunkt sind in Tabelle 6.4 gegeben, die Geometrie des Rechenge-
bietes ist in Abbildung 6.38 dargestellt. Aufgrund der Gestaltung der Rotorschaufeln mit
Deckband sowie dem projizierten Schaufelhöhen- zu Längenverhältnis H/lax > 2 kann
über große Bereiche des Strömungskanals eine weitestgehend zweidimensionale Kernströ-
mung erwartet werden. Gegenüber den bisher betrachteten hochbelasteten Niederdruck-
turbinenkaskaden weist die Turbine eine an den Zweifel-Zahlen (Tabelle 6.4) erkennbare
niedrigere Belastung (Zw < 1) und darüber hinaus erheblich höhere Reynolds-Zahlen
im Nennlastpunkt (Re2 > 400 · 103) auf. Ablösungen treten auf den Profilen somit nicht
auf, so dass ablösungsinduzierte Transition für die Profilleistung im Gegensatz zu den
T161- und T165-Profilen sowie der flachen Platte mit Druckgradient (Abschnitt 5.2)
keine Rolle spielt. Dementsprechend ergänzt die folgende Analyse die in den Kaskaden-
rechnungen gewonnen Erkenntnisse zum VGJ-Modell um Effekte durch Mehrstufigkeit
und Rotation und kann als Fortführung des generischen Testfalls der flachen Platte ohne
Druckgradient (Abschnitt 5.1) angesehen werden. Durch die Variation des Massenstroms
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Abbildung 6.38: Geometrie der eineinhalb-stufigen Luftturbine (Geometrie verzerrt und
aus Darstellungsgründen an x, z-Ebene gespiegelt)
m˙/m˙nenn = 0, 44...1, 27 bei gleichbleibender Nenndrehzahl n = 7000 min−1 können au-
ßerdem die Auswirkungen von Fehlanströmungen analysiert werden.













Abbildung 6.39: S1-Ansicht (links) und S2-Ansicht (rechts) des Rechennetzes mit Rand-
bedingungen der eineinhalb-stufigen Luftturbine (jede zweite Netzlinie
dargestellt, Ein- und Austrittsbereich gekürzt und Geometrie verzerrt)
Abbildung 6.39 zeigt das Rechennetz der Simulationen der eineinhalb-stufigen Tur-
bine. Das Netz umfasst pro Schaufelreihe jeweils eine Teilung, wobei in Umfangsrich-
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tung eine rotatorisch-periodische Randbedingung gesetzt wird. Die Schaufelreihen sind
in axialer Richtung jeweils mit nicht-reflektierenden Mischungsebenen verknüpft. Al-
le Oberflächen (Nabe, Gehäuse, Schaufeln) sind mit Wand-Randbedingungen versehen
und mit einem Abstand der ersten Zellen normal zur Wand von n+ ≈ 1 aufgelöst. Das
Rechennetz umfasst insgesamt 5.930.224 Knoten, wobei Biester et al. (2012) für dieses
Netz den Diskretisierungsfehler bezüglich des isentropen Wirkungsgrades ηis mit einem
GCIη = 0, 165% und bezüglich des integralen Totaldruckverlustes ζm mit GCIζ = 3, 5%
angeben. Das Rechennetz umfasst keine Kavitäten- und Leckage-Strömungen, allerdings
werden an den Schaufel-Seitenwand-Übergängen die Filletradien berücksichtigt (Abbil-
















Abbildung 6.40: Wirkungsgradkennlinie der eineinhalb-stufigen Luftturbine für die
Nenndrehzahl n = 7000 min−1
Für eine integrale Bewertung des Verhaltens des VGJ-Modells wird der isentrope









betrachtet. Die Eingangsgrößen werden dabei jeweils über die gesamte Fläche am Ein-
und Austritt des Rechengebietes massenstromgewichtet gemittelt.
In Abbildung 6.40 sind die Kennlinien des isentropen Wirkungsgrads ηis sowohl für
das VGJ- und das Standard-Transitionsmodell als auch für voll-turbulente Simulationen
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ohne Transitionsmodell dargestellt. Die letztgenannte Kennlinie weist dabei für sinkende
bezogene Massenströme m˙/m˙nenn zunehmend niedrigere Wirkungsgrade als die transi-
tionellen Simulationen auf. Da mit dem Massenstrom auch die Reynolds-Zahlen der
Profile linear auf ca. 45% ihrer Werte im Nennlastpunkt sinken (Abbildung D.25 in
Anhang D.4), ist der steigende Einfluss des Transitionsmodells insofern plausibel, als
dass der Anteil laminarer Grenzschichtbereiche zunimmt. In den voll-turbulenten Rech-
nungen können diese Bereiche nicht korrekt wiedergegeben werden, so dass sich höhere
(turbulente) Reibungsverluste einstellen.
Für die beiden transitionellen Modellierungsvarianten kann im Bereich m˙/m˙nenn =
0, 71...1, 27 nur eine schwache Abhängigkeit vom Betriebspunkt beobachtet werden. So
variiert ηis nur in einem Bereich von ca. 2,5% und erreicht dabei für m˙/m˙nenn = 0, 83 sein
Maximum. Für m˙/m˙nenn = 0, 44 fällt ηis gegenüber dem Nennlastpunkt hingegen um ca.
18% ab, was auf Ablösebereiche zurückzuführen ist, die sich in Folge einer saugseitigen
Fehlanströmung des Rotor 1 (Abbildung D.26) und des Stator 2 bilden.
Wie in Abbildung 6.40 des Weiteren verdeutlicht wird, sind die Ergebnisse des Standard-
Transitionsmodells und des VGJ-Modells über den Bereich m˙/m˙nenn = 0, 71...1, 27 na-
hezu identisch. Lediglich für m˙/m˙nenn = 0, 83 wird mit dem VGJ-Modell ein gegenüber
dem Standard-Modell um 0,1% geringerer Wirkungsgrad vorhergesagt. Ein signifikanter
Unterschied stellt sich für m˙/m˙nenn = 0, 44 ein, für den mit dem VGJ-Modell ein um
0,7% höherer Wirkungsgrad berechnet wird. Dies entspricht einer Differenz der isentro-
pen Wirkungsgrade von ∆ηis ≈ 0, 6%. Eine Verknüpfung dieses integralen Ergebnisses
mit den in Folge der Fehlanströmung auftretenden Ablösebereichen wird im Folgenden
betrachtet.
6.4.5 Radiale Verteilungen









































Abbildung 6.41: Radiale Verteilung des in Umfangsrichtung massenstromgewichtet
gemittelten Totaldrucks (links), der Totaltemperatur (Mitte) und
des isentropen Wirkungsgrads (rechts) am Turbinenaustrittsrand für
m˙/m˙nenn = 0,44
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In Abbildung 6.41 sind die radialen Profile des bezogenen Totaldrucks (links), der be-
zogenen Totaltemperatur (Mitte) und des isentropen Wirkungsgrad (rechts) am Austritt
der Turbine für m˙/m˙nenn = 0, 44 dargestellt. Hervorzuheben ist zunächst der stark asym-
metrische Verlauf und der streifenförmige Bereich höheren Totaldrucks in Gehäusenähe
bei r/H = 0, 85...0, 95, der zu lokalen Wirkungsgraden ηis > 1 führt. Diese Verläufe deu-
ten auf dominante sekundäre Strömungsstrukturen hin, die in Folge der Fehlanströmung
von Rotor 1 und Stator 2 entstehen.
Unterschiede beider Modellierungsvarianten sind im Verlauf des Wirkungsgrads sowie
der Totaltemperatur insbesondere im Bereich r/H = 0, 4...0, 8 zu erkennen. So kann mit
dem VGJ-Modell bei qualitativ ähnlichem Verlauf eine leichte Verschiebung zu niedri-
geren Werten der Totaltemperatur bzw. höheren Werten des Wirkungsgrads beobachtet
werden. Im Bereich r/H = 0, 9...1, 0 stellen sich mit dem Standard-Transitionsmodell
höhere Wirkungsgrade, bei niedrigeren Totaltemperaturen aber höheren Totaldrücken
ein. Der integral beobachtete Anstieg des Wirkungsgrads mit dem VGJ-Modell ist somit
dem Kernströmungsbereich r/H = 0, 4...0, 8 zuzuordnen.
Wie Abbildung D.27 für den Betriebspunkt m˙/m˙nenn = 0, 83 veranschaulicht, spiegelt
sich der integral beobachtete niedrigere Wirkungsgrad mit VGJ-Modell im radialen Profil
des Wirkungsgrads im Bereich r/H = 0, 7...0, 85 wider. Die Verläufe der Größen sind
dabei im Vergleich zum Betriebspunkt m˙/m˙nenn = 0, 44 erheblich symmetrischer mit



















Abbildung 6.42: Transitionsorte des VGJ-Modells mit Farbkontur der relativen Stre-
amwise Vorticity ωsw,rel für m˙/m˙nenn = 0, 44 und Nenndrehzahl n =
7000 min−1 (Geometrie verzerrt)
Die Ursache für den veränderten Wirkungsgradverlauf im Betriebspunkt m˙/m˙nenn =
0, 44 ist auf die Detektion von Transitionsorten durch das VGJ-Modell zurückzuführen.
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Wie durch Abbildung 6.42 veranschaulicht wird, werden einerseits die bereits in den
Kaskadenuntersuchungen beobachteten typischen Sekundärströmungsbereiche erkannt.
Beispielhaft ist hier der druckseitige Ast des Hufeisenwirbels zu nennen i1 . Aufgrund der
im Vergleich zum T161-Profil geringeren Belastung sowie der höheren Reynolds-Zahl
sind diese Bereiche aber weniger ausgedehnt (als in Abbildung 6.34). Große Bereiche
mit fVGJ > 0, die sich über die gesamte radiale Höhe der Schaufel erstrecken, sind
insbesondere im Bereich der druckseitigen Ablösungen von Rotor 1 i2 und Stator 2 i3 zu
beobachten.




















Abbildung 6.43: Formfaktor H12 auf den Schaufeloberflächen von Rotor 1 und Stator
2 ohne (oben) und mit VGJ-Modell (unten) für m˙/m˙nenn = 0, 44 und
Nenndrehzahl n = 7000 min−1 (Geometrie verzerrt)
Wie in Abbildung 6.43 anhand des Formfaktors H12 für die saug- und druckseiti-
gen Grenzschichten von Rotor 1 und Stator 1 verdeutlicht wird, hat das VGJ-Modell
im Wesentlichen in vier Bereichen eine Veränderung des Grenzschichtzustands zur Fol-
ge. Auf den Saugseiten von Rotor 1 i1 und Stator 2 i3 deutet das Absinken der Werte
von H12 gegenüber dem Standard-Modell in kleineren Bereichen auf eine impulsreichere
Grenzschicht und damit eine geringere Ablösegefährdung hin. Eine größere Reduktion
der Ablösung kann druckseitig auf Rotor 1 festgestellt werden i2 , wie auch anhand des
Grenzschichtzustands in Abbildung D.30 zu erkennen ist. Diese Reduktion im Bereich
der Profilmitte korreliert mit der beobachteten radialen Position der Wirkungsgraderhö-
hung (Abbildung ·6.41 links) und kann somit als ursächlich hierfür angenommen werden.
Zurückzuführen ist die Änderung des Grenzschichtzustands in diesen Bereichen auf eine
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Erhöhung der Intermittenz γ um etwa ∆γ ≈ 0, 2. Eine weitere kleinere Verringerung von
Ablösegebieten kann im Bereich der Nabe auf Stator 2 nahe der Hinterkante beobachtet
werden i4 .
Ein analoges Verhalten des VGJ-Modells kann für die weiteren Betriebspunkte fest-
gestellt werden. Während im Nennlastpunkt ausschließlich die bekannten Sekundär-
strömungen detektiert werden ( i1 in Abbildung D.28), können für den Betriebspunkt
m˙/m˙nenn = 0, 83 bereits erste Anzeichen der druckseitigen Ablösung aufgrund saugsei-
tiger Fehlanströmung auf Rotor 1 erkannt werden ( i2 in Abbildung D.29).
Bezüglich der Anwendung des VGJ-Modells in einer Turbine kann abschließend die
Schlussfolgerung gezogen werden, dass das Modellverhalten den in den Kaskadenunter-
suchungen gewonnenen Erkenntnissen folgt. Es werden somit im Wesentlichen Sekundär-
strömungen in den Randzonen als Transitionsorte detektiert, wobei für die betrachtete
Turbine nahezu keine Auswirkung auf den isentropen Wirkungsgrad festzustellen ist.
Des Weiteren reagiert das Modell auf (massive) Ablösungen durch Fehlanströmungen
der Beschaufelungen. Die Auswirkung auf die Wirkungsgradvorhersage der Turbine ist
hier erkennbar, aber mit einer Änderung von 0,7% gegenüber den Simulationen mit
Standard-Transitionsmodell gering.
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7.1 Schlussfolgerungen
Stationäre Ausblasungen können die in Folge von laminaren Ablösungen entstehenden
Verluste von hochbelasteten Niederdruckturbinenprofilen bei in Flughöhe auftretenden
niedrigen Reynolds-Zahlen Re < 100.000 auf das Niveau von konventionellen Profilen
reduzieren. Durch die Erhöhung des Impulses der laminaren, ablösegefährdeten Grenz-
schicht verkleinern Ausblasungen dabei die Ablösegebiete. Ihre physikalische Wirkungs-
weise beruht auf der Zufuhr von Fluid mit hohem Impuls durch den Ausblasungsstrahl,
durch die erhöhte Durchmischung von impulsarmer Grenzschicht und impulsreicher Au-
ßenströmung mittels großskaliger, kohärenter Wirbelstrukturen sowie auf der Einleitung
der Transition und der daher aufgrund der Turbulenz erhöhten Durchmischung.
Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde gezeigt, dass für die quantitative Wiederga-
be von Ausblasungskonfigurationen in Niederdruckturbinen die durch die Ausblasungen
induzierte Transition der Profilgrenzschicht zusätzlich im Transitionsmodell berücksich-
tigt werden muss. Es wurde ein halb-empirisches, nur auf lokalen Operationen beruhen-
des Transitionsmodell (VGJ-Modell) als Erweiterung des transportgleichungsbasierten
γ-Reθ-Modells entwickelt, im CFD-Code TRACE implementiert und in Kombination mit
dem k-ω-Turbulenzmodell anhand umfangreicher Test- und Validierungssimulationen an
generischen Testfällen und Turbomaschinenkonfigurationen überprüft.
Das VGJ-Modell basiert auf der Detektion von in der Grenzschicht auftretenden Wir-
beln, deren Rotationsachsen mit der Hauptströmungsrichtung übereinstimmen und de-
ren Geschwindigkeitsprofile in der Querströmungskomponente daher Wendepunkte auf-
weisen. Diese haben nach dem aus der linearen Stabilitätstheorie abgeleiteten Wende-
punkt-Kriterium einen destabilisierenden Einfluss auf die laminare Grenzschicht und
begünstigen somit deren Transition. Die Detektion der entsprechenden Wirbel erfolgt
mittels der Kombination von vier Modellparametern zu einem Transitionskriterium. Dies
sind die aus dem Q-Kriterium abgeleitete relative Wirbelstärke, die relative Wirbelstär-
ke in Strömungsrichtung, ein Stromlinienkrümmungsparameter sowie ein mit einem vis-
kosen Zeitmaß multipliziertes Q-Kriterium. Ausblasungsinduzierte Transition tritt auf
Grundlage dieser Parameter dann auf, wenn langsam dissipierende, kohärente Wirbel-
strukturen mit einer hinreichenden Wirbelstärke in Strömungsrichtung hervorgerufen
werden und die Grenzschicht durch in Folge der Stromlinienkrümmung auftretende Zen-
trifugalkräfte ausreichend destabilisiert wird. Die Transition wird durch einen negativen
Produktionsterm der Reθ-Transportgleichung modelliert, wobei die Abhängigkeit des
Transitionsverlaufs von Ausblasungsparametern wie der Blasrate und dem Ausblasungs-
winkel durch eine Korrelation mit der relativen Wirbelstärke berücksichtigt wird.
In einem ersten Schritt wurde das Verhalten des VGJ-Modells anhand der generischen
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Testfälle flacher Platten mit und ohne Druckgradienten überprüft und qualitativ plau-
sibilisiert. Hierbei wurden verschiedene Parameter wie die Reynolds-Zahl, die Blasrate,
die Ausblasungsrichtung sowie die Bohrungsteilung systematisch variiert. Das Modell
führt zu einer physikalisch plausiblen Abbildung des Transitionsverhaltens aus der Lite-
ratur bekannter Untersuchungen. Es wurde des Weiteren gezeigt, dass sich das Modell
numerisch robust und bei Verfeinerung der Rechennetze konsistent asymptotisch ver-
hält. Im Zuge von Validierungsrechnungen wurde das VGJ-Modell im nächsten Schritt
bei steigender Komplexität und zunehmender Nähe zur Realität anhand experimen-
teller Daten zweier verschieden belasteter Niederdruckturbinenkaskaden in stationärer
wie instationärer Zuströmung unter Variation von Reynolds-Zahl, Ausblasungsposition,
Ausblasungsrichtung, Blasrate und Sekundärströmungsführung überprüft. Es konnte ei-
ne gute Wiedergabe der experimentellen Profilverteilungen und Profilverluste erzielt
werden, wobei eine erhebliche Verbesserung gegenüber Simulationen ohne VGJ-Modell
insbesondere für Re < 100.000 beobachtet werden konnte. Die Verbesserungen sind dabei
im Wesentlichen auf die korrekte Vorhersage des turbulenten Wiederanlegens der saug-
seitigen Profilgrenzschicht in Folge der modellierten ausblasungsinduzierten Transition
zurückzuführen. Im Rahmen der Validierungsrechnungen wurde außerdem gezeigt, dass
für die Simulationen von Ausblasungskonfigurationen die Sekundärluftsysteme (Plenen,
Ausblasungsbohrungen) für die quantitative Wiedergabe der experimentellen Größen in
den Rechennetzen nicht berücksichtigt werden müssen und die Vorgabe mittlerer Aus-
blasungsgrößen als Randbedingung auf der Schaufeloberfläche ausreichend ist.
Die Anwendung des VGJ-Modells auf die Kernströmung der beiden Niederdrucktur-
binenkaskaden ohne Ausblasungen führte zu keiner Veränderung gegenüber den Ergeb-
nissen des γ-Reθ-Modells. Aufgrund der Formulierung des VGJ-Modells, Wirbel zu de-
tektieren, die eine mit der Hauptströmungsrichtung zusammenfallende Rotationsachse
aufweisen, kann der vorgelegte Modellierungsansatz zusätzlich auch Berechnungen in
den Randzonen von Niederdruckturbinenkaskaden ohne Ausblasungen verbessern. So
werden durch das Modell die aus der Literatur bekannten Sekundärströmungsstruktu-
ren wie Hufeisenwirbel und Kanalwirbel sowie Querströmungsbereiche auf den Schaufeln
als Transitionsorte erkannt. Dies führt zu einer veränderten und mit Bezug zu experi-
mentellen Daten leicht verbesserten Wiedergabe von in der Abströmung bestimmten
Profilverlusten in den Randzonen. Als Erweiterung zu diesen Untersuchungen wurden
abschließend Simulationen einer eineinhalb-stufigen Turbine ohne Ausblasungen mit und
ohne VGJ-Modell durchgeführt. Anhand der Wirkungsgradkennlinie konnte bei niedri-
gen Massenströmen eine – wenn auch geringe – Veränderung der Vorhersage durch das
VGJ-Modell beobachtet werden, die sich aus der veränderten Berechnung der in Folge
von Fehlanströmungen gebildeten Wirbelgebiete erklärt.
Auf Grundlage der durchgeführten Untersuchungen kann das Verhalten des neu entwi-
ckelten VGJ-Modells somit als konsistent und physikalisch plausibel angesehen werden.
Aufgrund der gutenWiedergabe experimenteller Ausblasungskonfigurationen ist das Mo-





Verbleibende Defizite bei der Wiedergabe experimenteller Daten konnten insbesondere
bei Ausblasungen in Strömungsrichtung für niedrige Blasraten B < 0, 4 sowie bei allen
Konfigurationen bei hohen Reynolds-Zahlen Re≥ 200.000 beobachtet werden. In zukünf-
tigen Arbeiten erscheint daher eine Verbesserung der Kalibrierung des VGJ-Modells für
diese Bereiche notwendig. Vor diesem Hintergrund ist es wiederum wünschenswert, das
Verständnis der physikalischen Wirkungsweise von Ausblasungen in Abhängigkeit von
den verschiedenen Auslegungs- und Betriebspunktparametern zu vertiefen, welches der-
zeit im Wesentlichen auf den Direkten Numerischen Simulationen von Postl (2005) ba-
siert. So wären experimentelle Messungen im Zuge umfangreicher Parametervariationen
anhand der im Rahmen dieser Arbeit nur in numerischen Experimenten untersuchten
flachen Platten (Kapitel 5) denkbar.
Neben dem Transitionsverhalten sollte zukünftig auch das turbulente Spektrum des
Strahls stromabwärts des laminar-turbulenten Umschlags berücksichtigt werden, um eine
weitere Verbesserung der Wiedergabe experimenteller Daten zu erreichen. Insbesondere
aus Untersuchungen zur Filmkühlung sind die Schwächen von Zwei-Gleichungsturbu-
lenzmodellen bei der Vorhersage des lokalen Spektrums und der lateralen Ausbreitung
von turbulenten Ausblasungsstrahlen bekannt. Dementsprechend sollte der Einfluss des
in Kombination mit dem VGJ-Modell eingesetzten Turbulenzmodells analysiert wer-
den. Um hierbei auch die stark anisotrope Turbulenz des Strahls zu berücksichtigen,
sind differentielle wie auch explizit-algebraische Reynolds-Spannungsmodelle eine Opti-
on. Mögliche Verbesserungen der Wiedergabe müssen allerdings vor dem Hintergrund
höherer Rechenzeiten wie auch potentieller numerischer Stabilitätsprobleme bewertet
werden.
Wie die Validierungsrechnungen der Randzonenströmungen gezeigt haben, kann durch
eine anWendepunkten im Querströmungsprofil orientierte Veränderung des lokalen Tran-
sitionsverhaltens eine leicht verbesserte Wiedergabe experimenteller Daten erzielt wer-
den. Dies zeigt einerseits die Bedeutung der Transition für die Randzonenströmung von
Niederdruckturbinen und andererseits, aufgrund der immer noch vorhandenen deutlichen
Defizite, die Notwendigkeit einer Weiterentwicklung der Turbulenz- und Transitionsmo-
delle für diesen Bereich.
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A Anhang Literaturüberblick zu
VGJ in Niederdruckturbinen
A.1 Untersuchte Schaufelprofile
Tabelle A.1: Kenndaten der in der Literatur untersuchten Schaufelprofile mit VGJ
Profil Quelle Zw [ - ] tP/lax [ - ] tP/l [ - ]
L1A Ibrahim et al. (2010) 1,23 1,01 0,93
L1M Ibrahim et al. (2010) 1,23 1,01 0,93
NMT Schumann et al. (2006) 1,46 1,39 1,02
Pack-B McAuliffe und Sjolander (2004) 1,08 0,89 0,80
T106C Himmel und Hodson (2009) 1,30 1,12 0,96
T107A Hoheisel (1985) 1,12 1,00 0,873
T161 Ludewig (2011) 1,19 0,96
T165 Ludewig (2011) 1,00 0,84
U2 Zhang et al. (2006) 1,22 1,16 1,00
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Abbildung A.1: Profildruckverteilungen der in der Literatur untersuchten Schaufelprofile
mit VGJ: (1) nach Bons et al. (2012), (2) nach Schumann et al. (2008),
(3) nach Himmel und Hodson (2009), (4) nach Zhang et al. (2006), (5)




Tabelle A.2: Abkürzungslegende zu Tabelle A.3
Spalte Abkürzung Bedeutung
Alle k.A. keine Angaben
Alle - Angabe nicht möglich
Typ S stationäre Ausblasung
S-D stationäre Durchblasung
P gepulste Ausblasung
SJ synthetic jet Ausblasung




























































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































B.1 Abschätzung einer DNS für eine NDT-Kaskade
Für die T161 Niederdruck-Turbinenkaskade (siehe Abschnitt 6.1) ergibt bei der Auslegungs-
Reynolds-Zahl von Re = 200 · 103 und der Profilsehnenlänge als charakteristische Länge












≈ 7, 4 · 10−6 m.
Wird für die Diskretisierung der Gradienten einer DNS eine Auflösung der kleinsten
Wirbel mit vier Rechennetzknoten in jede Richtung angenommen (Wilcox 2006), folgt
eine äquidistante Netzmaschenweite von ∆x ≈ 1.85 · 10−6 m und so eine Gesamtkno-
tenzahl von N = 3, 27 · 1014 bei Annahme des gleichen Rechengebietes wie in Abschnitt









und der Annahme einer Gesamtsimulationsdauer von viermal der turbulenten Zeitskala








≈ 3 · 106. (B.2)
Bei der Annahme von 1000 Rechenoperationen pro Zeitschritt pro Netzzelle folgt eine
Gesamtanzahl von Gleitkommaoperationen von
F = N ·M · 1000 ≈ 9, 9 · 1023 flops. (B.3)
Legt man die Leistung des Clusters des Norddeutschen Verbunds für Hoch- und Höchst-
leistungsrechnen (HLRN) im Juni 2011 mit 1, 21 · 1014 flops zugrunde (TOP500.Org
2011), hätte dies eine Gesamtrechenzeit von ca. 260 Jahren zur Folge. Vor dem Hin-
tergrund, dass in industriellen Anwendungen Ergebnisse "über Nacht"mithin also in
12 Stunden benötigt werden, ist sie somit aktuell keine Alternative. Unter Beibehaltung
der Moore’schen Abschätzung (Moore 1995), dass sich die Rechenleistung alle zwei Jahre
verdoppelt, wäre auf Grundlage der aktuellen HLRN Leistung eine DNS der betrachteten
Kaskade frühestens in ca. 35 Jahren mit einer Rechenzeit von 12 Stunden möglich.
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B Anhang Numerische Strömungssimulation
B.2 Netzkonvergenzindex
B.2.1 Grundgleichungen
Das Ziel einer Netzkonvergenzstudie ist es einerseits nachzuweisen, dass die (räumli-
che) Konvergenz mit den verwendeten Netzen gewährleistet ist und andererseits, den
Grad der Netzkonvergenz zu bestimmen. Den Ausgangspunkt hierfür stellt eine Taylor-
Reihenentwicklung dar, mittels der gezeigt werden kann, dass sich die Beziehung des
iterativ berechneten Wertes fc einer beliebigen Größe f zum exakten Wert der Lösung
der Differentialgleichung fe durch die Gleichung
fe = fc + c · hp + H.O.T. (B.4)











aus der Zellanzahl N und der Summe der Volumen der einzelnen Zellen ∆Vi bestimmt
werden (ASME V & V 20 Committee 2009). Die (scheinbare bzw. tatsächliche) Ordnung
des Lösungsverfahrens geht durch p in Gl. (B.4) ein und c ist eine von h und p unab-
hängige Konstante. Für ausreichend kleine h sind die Terme höherer Ordnung H.O.T.
(engl. Higher Order Terms) gegenüber hp zu vernachlässigen, so dass die exakte Lösung
fe mit dem Ansatz
fe ≈ fc + c · hp (B.6)
abgeschätzt werden kann. Trifft dies zu, befindet sich die Lösung im asymptotischen
Bereich und die räumliche Konvergenz ist für die untersuchten Netzen gewährleistet.
Werden Lösungen der Größe fc,i auf drei systematisch verfeinerten (oder vergröberten)
Netzen mit den repräsentativen Zellgrößen h1 < h2 < h3 berechnet, kann das sich aus Gl.
(B.6) ergebene Gleichungssystem nach den drei Unbekannten c, p und fe gelöst werden,
wobei insbesondere die beiden letztgenannten von Interesse sind. Durch diese sogenannte
Richardson Extrapolation ergibt sich der exakte Wert der Lösung durch









berechnet wird. Der zweite Summand der rechten Seite in Gl. (B.7) stellt hierbei einen
Fehlerschätzer für die Lösung des feinen Netzes fc,1 dar, aus dem ein abgeschätzter












Damit der für eindimensionale Probleme definierte grundlegende Ansatz in Gl. (B.4)
hierbei auf mehrdimensionale Fälle übertragen werden kann, muss die Netzverfeine-
rungsrate in alle Raumrichtungen gleich sein, so dass die Seitenverhältnisse der Zellen
bei der Verfeinerung konstant bleiben (Salas 2006, ASME V & V 20 Committee 2009).
Darüber hinaus muss die Ordnung p in alle Raumrichtungen konstant sein.




































des mittleren Netzes analog zum feinen Netz definiert.
Nach Roache (1998) kann aufbauend auf diesen Überlegungen der sogenannte Netz-
konvergenzindex GCI (Grid Convergence Index) für eine Größe der Lösung definiert










und für das grobe Netz als
GCI3 = GCI2rp32. (B.18)
Der Sicherheitsfaktor Fs nimmt nach ASME V & V 20 Committee (2009) für Netzkon-
vergenzstudien mit zwei Netzen den Wert Fs = 3 und für Netzkonvergenzstudien mit
drei Netzen den Wert Fs = 1, 25 an.
181
B Anhang Numerische Strömungssimulation
B.2.2 GCI der Validierungsnetze
Um die Diskretisierungsfehler der in Kapitel 6 im Rahmen der Modellvalidierung ver-
wendeten Rechennetze abzuschätzen, wird der GCI dieser Netze jeweils in einem reprä-
sentativen Betriebspunkt für zwei repräsentative integrale Größen bestimmt. Dies ist
zum einen der integrale Totaldruckverlust über das gesamte Rechengebiet
ζ∗m =
pt,1,m − p∗t,2,m
pt,1,m − p2,m∗ (B.19)
als Maß für die Verluste der Strömung sowie zum anderen der integrale Abströmwin-
kel in der Austrittsebene des Rechengebiets β∗2,m als Maß für die Auftriebsleistung des
Profils. Rechennetz 3 der GCI-Studie weist hierbei jeweils die in den Validierungsrech-
nungen in Kapitel 6 verwendete Netzauflösung auf, so dass in den folgenden Tabellen
jeweils nur für diese Netze der GCI angegeben wird. Die Netze 2 und 1 sind dabei in alle
Raumrichtungen gleichmäßig verfeinerte Varianten des Netz 3. Neben dem mit der be-
rechneten scheinbaren Konvergenzordnung p bestimmten GCI, wird, den Empfehlungen
von ASME V & V 20 Committee (2009) folgend, der GCI auch jeweils mit der Ordnung
p = 1 als konservativer Vergleichswert bestimmt. Dieser GCI3,p=1 entspricht dabei den
in Kapitel 6 angegebenen Werten.
Tabelle B.1: GCI-Studie des T161-Netz ohne Ausblasung nach Abschnitt 6.1.2 für
Re2,is = 200 · 103














Tabelle B.2: GCI-Studie des T161 Typ 1-Netz nach Abschnitt 6.1.3 mit B = 0, 5 für
Re2,is = 200 · 103












Tabelle B.3: GCI-Studie des T161 Typ 2-Netz nach Abschnitt 6.1.3 mit B = 0, 5 für
Re2,is = 120 · 103













B Anhang Numerische Strömungssimulation
Tabelle B.4: GCI-Studie des T165-Netz ohne Ausblasung nach Abschnitt 6.2.2 für
Re2,is = 200 · 103












Tabelle B.5: GCI-Studie des T165 Typ A-Netz nach Abschnitt 6.2.3 für Re2,is = 200 ·103














Tabelle B.6: GCI-Studie des T165 Typ B-Netz nach Abschnitt 6.2.4 für Re2,is = 200 ·103












Tabelle B.7: GCI-Studie des T161-Netz ohne Ausblasung mit Auflösung der Randzonen
nach Abschnitt 6.3 für Re2,is = 200 · 103
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Tabelle B.8: GCI-Studie des T165-Netz ohne Ausblasung mit Auflösung der Randzonen
nach Abschnitt 6.3 für Re2,is = 200 · 103













B.3 Sensitivitätsstudie zu Unsicherheiten
B.3 Sensitivitätsstudie zu Unsicherheiten
Gegenstand der folgenden Sensitivitätsstudie ist die T161 NDT-Kaskade ohne Ausbla-
sungen in der in Abschnitt 6.1.2 vorgestellten Konfiguration. Es wird systematisch der
Einfluss von verschiedenen Unsicherheiten und Fehlern auf die Lösung von primären
aerodynamischen Kenngrößen der Kaskade betrachtet:
1. Durch die Erhöhung der verwendeten Nachkommastellen bei der Umsetzung von
Gleitkommaoperationen von einfacher (Single Precision) auf doppelte Genauigkeit
(Double Precision) wird der Einfluss von Rundungsfehlern untersucht.
2. Um Unsicherheiten aus den am Ein- und Austritt vorgegebenen Druck- und Tem-
peraturrandbedingungen abzuschätzen, werden diese im Rahmen ihrer experimen-
tellen Genauigkeit variiert.
3. Um Unsicherheiten durch den am Eintrittsrand vorgegebenen Turbulenzgrad ab-
zuschätzen, wird dieser gegenüber seinem Referenzwert um ±10% variiert.
4. Um Unsicherheiten durch das am Eintrittsrand vorgegebene turbulente Längen-
maß abzuschätzen, wird dieses ebenfalls gegenüber seinem Referenzwert um ±10%
variiert.
Rundungsfehler
Experiment Double PrecisionSingle Precision
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Abbildung B.1: Integraler Totaldruckverlustbeiwert ζm (links) und integraler Abström-
winkel β2,m (rechts) der T161-Kaskade ohne Ausblasung als Funktion
der Reynolds-Zahl für zwei Rundungsgenauigkeiten
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Abbildung B.2: Profildruckverteilung cp (links) und Totaldruckverlust in Teilungsrich-
tung ζ (rechts) für Re2,is = 200 ·103 der T161-Kaskade ohne Ausblasung
für zwei Rundungsgenauigkeiten
Unsicherheiten aus Druck- und Temperatur-Randbedingungen
Die Variation von Druck- und Temperatur-Randbedingung erfolgt gleichzeitig, wobei
basierend auf der experimentellen Messgenauigkeit die Totaltemperatur am Eintritt des
Rechengebietes um ∆(Tt,E)max und der differentiell zum statischen Druck am Austritt
bestimmte Totaldruck am Eintritt um ∆(pt,E − pA)max variiert wird. Dabei ergibt sich
eine von der Reynolds-Zahl Re2,is unabhängige relative Variation der Totaltemperatur
(∆(Tt,E)max/Tt,E = 0,066%) und eine Reynolds-Zahl abhängige Variation der Druckdiffe-
renz. Diese schwankt zwischen ∆(pt,E − pA)max/∆(pt,E − pA) = 1,22% bei Re2,is = 50·103
und 0,155% bei Re2,is = 400 · 103.
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Experiment Max. Fehler RBsStandard RBs
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Abbildung B.3: Integraler Totaldruckverlustbeiwert ζm (links) und integraler Abström-
winkel β2,m (rechts) der T161-Kaskade ohne Ausblasung als Funktion
der Reynolds-Zahl bei Variation der Druck- und Temperaturrandbedin-
gungen
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Abbildung B.4: Profildruckverteilung cp (links) und Totaldruckverlust in Teilungsrich-
tung ζ (rechts) für Re2,is = 200 ·103 der T161-Kaskade ohne Ausblasung
bei Variation der Druck- und Temperaturrandbedingungen
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Unsicherheiten aus der Turbulenzgrad-Randbedingungen
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Experiment 0,9 TuStandard RBs 1,1 Tu
Abbildung B.5: Integraler Totaldruckverlustbeiwert ζm (links) und integraler Abström-
winkel β2,m (rechts) der T161-Kaskade ohne Ausblasung als Funktion
der Reynolds-Zahl bei Variation des Turbulenzgrads der Zuströmung
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Experiment 0,9 TuStandard RBs 1,1 Tu
12,0
Abbildung B.6: Profildruckverteilung cp (links) und Totaldruckverlust in Teilungsrich-
tung ζ (rechts) für Re2,is = 200 ·103 der T161-Kaskade ohne Ausblasung
bei Variation des Turbulenzgrads der Zuströmung
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Unsicherheiten aus der Randbedingung des turbulenten Längenmaßes
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Experiment 0,9 lTStandard RBs 1,1 lT
Abbildung B.7: Integraler Totaldruckverlustbeiwert ζm (links) und integraler Abström-
winkel β2,m (rechts) der T161-Kaskade ohne Ausblasung als Funktion
der Reynolds-Zahl bei Variation des turbulenten Längenmaß der Zu-
strömung
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Experiment 0,9 lTStandard RBs 1,1 lT
12,0
Abbildung B.8: Profildruckverteilung cp (links) und Totaldruckverlust in Teilungsrich-
tung ζ (rechts) für Re2,is = 200 ·103 der T161-Kaskade ohne Ausblasung
bei Variation des turbulenten Längenmaß der Zuströmung
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Abbildung C.2: Draufsicht (links) und Oberflächenansicht (rechts) des Rechennetzes des
schräg angeströmten Zylinders mit Randbedingungen
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Tabelle C.1: Charakteristische Daten der Simulationen des schräg angeströmten Zylin-
ders nach Kohama (1987)
Name Variable Wert
Durchmesser Zylinder d 150 mm
Höhe Rechengebiet h 400 mm
Pfeilungswinkel Zylinder Λ 47°
Zuströmgeschwindigkeit U∞ 20 m/s
Anzahl Knoten des Rechennetzes 2.474.976
Wandabstand erster Knoten n+ ≈ 1
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C.2 Flache Platte ohne Druckgradient
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Abbildung C.3: RˆeΘt der flachen Platte ohne Druckgradient mit dem VGJ-Modell (oben)
und ohne (unten) in Plattenmitte und an vier axialen Positionen
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Abbildung C.4: Intermittenz γ der flachen Platte ohne Druckgradient mit VGJ-Modell
(oben) und ohne (unten) in Plattenmitte und an vier axialen Positionen
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C.3 Flache Platte mit entgegengesetztem Druckgradienten
C.3 Flache Platte mit entgegengesetztem
Druckgradienten
xax/lax [ - ]








Abbildung C.5: Druckverteilung der flachen Platte mit entgegengesetztem Druckgradi-
enten und VGJ (VGJ-Positionen markiert)
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Abbildung C.6: RˆeΘt der flachen Platte mit entgegengesetztem Druckgradienten für B =
1, 0 in Plattenmitte (oben) und an vier axialen Positionen (unten) des
Testfalls mit dem VGJ-Modell
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xax/lax [ - ]0,2 0,4 0,6 0,8
VGJ-Transition
Abbildung C.7: Grenzschichtzustand (abgeleitet aus τw) der flachen Platte mit entge-
gengesetztem Druckgradienten mit dem VGJ-Modell in Abhängigkeit
der Blasrate
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D Anhang Validierung des
Transitionsmodells
D.1 T161-Kaskade





























Abbildung D.1: Mach-Zahl (links oben), bezogene Wirbelviskosität µT/µ (rechts
oben) sowie RˆeΘt (links unten) und γ (rechts unten) des γ-Reθ-
Transitionsmodells im Plenum für Re2,is = 70 · 103, Typ 1-Ausblasung
mit B = 0, 5 (Geometrie verzerrt)
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Abbildung D.2: Profildruckverteilung cp für Re2,is = 50 ·103 (links) und 200 ·103 (rechts),
Typ 1-Ausblasung mit B = 0, 5
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Abbildung D.3: Profildruckverteilung cp (links) und Totaldruckverlust in Teilungsrich-
tung ζ (rechts) für Re2,is = 70 · 103, Typ 1-Ausblasung mit B = 1, 0
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Abbildung D.4: Profildruckverteilung cp (links) und Totaldruckverlust in Teilungsrich-
tung ζ (rechts) für Re2,is = 70 · 103, Typ 2-Ausblasung B = 0, 5
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0
xax/lax [ - ]
Standard-Transition
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0





Abbildung D.5: Grenzschichtzustand (abgeleitet aus τw) der Profilsaugseite ohne (links)
und mit dem VGJ-Modell (rechts) für Re2,is = 70·103, Typ 1-Ausblasung
mit B = 0, 5 (Geometrie verzerrt)
203
D Anhang Validierung des Transitionsmodells
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0
xax/lax [ - ]
Standard-Transition
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0







Abbildung D.6: Mittlere Intermittenz Grenzschicht γamBL der Profilsaugseite ohne
(links) und mit dem VGJ-Modell (rechts) für Re2,is = 70 · 103, Typ
1-Ausblasung mit B = 0, 5 (Geometrie verzerrt)
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0 0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0
xax/lax[ - ] 
Standard-Transition
xax/lax[ - ] 
H12 [ - ]1 1,4 2,6 3,3 4 8 0 10 20 30 40 50
Abbildung D.7: Formfaktor H12 (links) und maximale bezogene Wirbelviskosität in der
Grenzschicht (µT/µ)maxBL (rechts) der Profilsaugseite für Re2,is = 70 ·
103, Typ 1-Ausblasung mit B = 0, 5 (Geometrie verzerrt)
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D.1 T161-Kaskade
D.1.2 Ergebnisse unter instationärer Zuströmung mit
Ausblasung
H12 [ - ]1 1,4 2,6 3,3 4 80 0,5 1





















Abbildung D.8: Weg-Zeit-Diagramme der mittleren Intermittenz der Grenzschicht γamBL
(links) und des Formfaktors H12 (rechts) der Profilsaugseite bei z = zT1
für Re2,is = 70 · 103, Typ 1-Ausblasung mit B = 0, 5
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H12 [ - ]1 1,4 2,6 3,3 4 8
0 10 20 30 40 50
cf [ - ]
0 0,008 0,016 0,024 0,032 0,04















































Abbildung D.9: Weg-Zeit-Diagramme der maximalen bezogenen Wirbelviskosität in der
Grenzschicht (µT/µ)maxBL (links oben), des Wandschubspannungsbei-
werts cf (rechts oben), der mittleren Intermittenz der Grenzschicht γamBL
(links unten) und des Formfaktors H12 (rechts unten) der Profilsaugseite
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Typ A Typ B
Abbildung D.10: Blasraten B der Typ A- und Typ B-Durchblasungskonfigurationen als
Funktion der Reynolds-Zahl (Simulationsergebnis)
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D.2.1 Typ A-Durchblasung
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Abbildung D.11: Profildruckverteilung cp (links) und Totaldruckverlust in Teilungsrich-
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xax/lax [ - ]
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cf [ - ]
Abbildung D.12: Wandschubspannungsbeiwert cf der Profilsaugseite ohne (links) und
mit VGJ-Transitionsmodell (rechts) für Re2,is = 120 · 103, Typ A-
Durchblasung (Bereiche ungültiger Werte ausgegraut, Geometrie ver-
zerrt)
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Standard-Transition
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0
xax/lax [ - ]
VGJ-Transition
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0












Abbildung D.13: Maximale bezogene Wirbelviskosität in der Grenzschicht (µT/µ)maxBL
der Profilsaugseite ohne (links) und mit dem VGJ-Transitionsmodell
(rechts) für Re2,is = 120·103, Typ A-Durchblasung (Bereiche ungültiger
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xax/lax [ - ]
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Abbildung D.14: Grenzschichtzustand (abgeleitet aus τw) der Profilsaugseite ohne (links)
und mit dem VGJ-Transitionsmodell (rechts) für Re2,is = 70 · 103,
Typ B-Durchblasung (Bereiche ungültiger Werte ausgegraut, Geome-
trie verzerrt)
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Standard-Transition
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0
xax/lax [ - ]
VGJ-Transition
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0
xax/lax [ - ]
Abbildung D.15: Wandschubspannungsbeiwert cf der Profilsaugseite ohne (links) und
mit VGJ-Transitionsmodell (rechts) für Re2,is = 70 · 103, Typ B-
Durchblasung (Bereiche ungültiger Werte ausgegraut, Geometrie ver-
zerrt)
Standard-Transition
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0
xax/lax [ - ]
VGJ-Transition
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0












Abbildung D.16: Maximale bezogene Wirbelviskosität in der Grenzschicht (µT/µ)maxBL
der Profilsaugseite ohne (links) und mit dem VGJ-Transitionsmodell
(rechts) für Re2,is = 70 · 103, Typ B-Durchblasung (Bereiche ungültiger















Abbildung D.17: Transitionsorte des VGJ-Modells in Randzone der T161-Kaskade mit
Farbkontur der relativen Streamwise Vorticity ωsw,rel für Re2,is = 200 ·
103 (Geometrie verzerrt)
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Abbildung D.18: Kontur der mittleren Intermittenz der Grenzschicht γamBL auf Seiten-
wänden (links) und Schaufeloberflächen (Mitte und rechts) der T161-






















Abbildung D.19: In Teilungsrichtung gemittelte Verteilungen in Schaufelhöhenrichtung
des integralen Totaldruckverlustbeiwerts ζm, des Abströmungswinkels
β2,m und der bezogenen Wirbelviskosität (µT/µ)m in der Auswertungs-
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Abbildung D.20: Kontur des lokalen Totaldruckverlustbeiwertes ζ in der Auswertungs-
ebene 2 der T161-Kaskade für Re2,is = 200 · 103
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Abbildung D.21: Transitionsorte des VGJ-Modells in Randzone der T165-Kaskade mit













Abbildung D.22: Kontur der mittleren Intermittenz der Grenzschicht γamBL auf Seiten-
wänden (links) und Schaufeloberflächen (Mitte und rechts) der T165-
Kaskade für Re2,is = 200·103 ohne (oben) und mit (unten) VGJ-Modell
(Geometrie verzerrt)
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Abbildung D.23: In Teilungsrichtung des T165 gemittelte Verteilungen in Schaufelhö-
henrichtung des integralen Totaldruckverlustbeiwerts ζm, des Abströ-
mungswinkels β2,m und der bezogenen Wirbelviskosität (µT/µ)m in der
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Abbildung D.24: Kontur des lokalen Totaldruckverlustbeiwertes ζ in der Auswertungs-













Abbildung D.25: Reynolds-Zahlen der Schaufelreihen als Funktion des Massenstroms für








Abbildung D.26: Anströmung des Rotor 1 im Mittenschnitt für m˙/m˙nenn = 1, 0 (links)
und für m˙/m˙nenn = 0, 44 (rechts) für die Nenndrehzahl n = 7000 min−1
(Geometrie verzerrt)
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Abbildung D.27: Radiale Verteilung des in Umfangsrichtung massenstromgewichtet
gemittelten Totaldrucks (links), der Totaltemperatur (Mitte) und
















Abbildung D.28: Transitionsorte des VGJ-Modells mit Farbkontur der relativen Stre-
amwise Vorticity ωsw,rel für m˙/m˙nenn = 1, 00 und Nenndrehzahl n =


















Abbildung D.29: Transitionsorte des VGJ-Modells mit Farbkontur der relativen Stre-
amwise Vorticity ωsw,rel für m˙/m˙nenn = 0, 84 und Nenndrehzahl n =
7000 min−1 (Geometrie verzerrt)
















Abbildung D.30: Grenzschichtzustand (abgeleitet aus τw) auf den Schaufeloberflächen
von Rotor 1 und Stator 2 ohne (oben) und mit dem VGJ-Modell (un-
ten) für m˙/m˙nenn = 0, 44 und Nenndrehzahl n = 7000 min−1 (Geome-
trie verzerrt)
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Abbildung D.31: Mittlere Intermittenz der Grenzschicht γamBL auf den Schaufeloberflä-
chen von Rotor 1 und Stator 2 ohne (oben) und mit dem VGJ-Modell
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